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IV 
Einheiten und Bezeichnungen 
Im Folgenden werden die wichtigsten in dieser Arbeit verwendeten Einheiten und 
Formelzeichen aufgeführt. Nicht verzeichnete Symbole werden im Text erläutert. 
 
Einheiten: 
Kräfte  kN, MN 
Momente kNm, MNm 
Spannungen MN/m², MPa 
Längen mm, m 
Flächen mm², cm², m² 
Winkel rad, Grad 
 
Bezeichnungen: 
Kleine lateinische Buchstaben 
a  Abstand des Lasteinleitungspunktes zum Stützenrand 
asl,x; asl,y Querschnittsfläche der Biegebewehrung in x- bzw. y-Richtung 
b  Plattenbreite 
bp  Breite der Lasteinleitungsfläche 
c  Stützenseitenlänge oder Stützendurchmesser 
d  mittlere statische Nutzhöhe 
e  Ausmitte der Stützenkraft (= MStütze/VStütze) 
fc; fc,cyl  Zylinderdruckfestigkeit (150 mm x 300 mm) des Betons 
fc,cube  Würfeldruckfestigkeit (150 mm Kantenlänge) des Betons 
fck  charakteristische Zylinderdruckfestigkeit des Betons 
fct,sp; fct,fl Spaltzug- bzw. Biegezugfestigkeit des Betons 
fy  Streckgrenze der Bewehrung 
ft  Zugfestigkeit der Bewehrung 
fp0,1  0,1%-Dehngrenze des Spannstahls 
h  Plattendicke 
k  Beiwert zur Berücksichtigung des Maßstabseffektes der Nutzhöhe 
l  Stützweite eines Deckensystems 
n  Anzahl 
sr; sw  radialer Abstand der Durchstanzbewehrung 
st  tangentialer Abstand der Durchstanzbewehrung 
u  Umfang 
u0  Umfang der Lasteinleitung 
ucrit  Länge des kritischen Rundschnitts 
v  Querkraft je Längeneinheit oder Schubspannung 
x  Druckzonenhöhe oder Abstand 
xSR  Abstand vom Stützenrand 
zp  Hebelarm des Spanngliedes zur Plattenmitte 
V 
Große lateinische Buchstaben 
As  Querschnitt der der Biegebewehrung 
Asw  Durchstanzbewehrungsmenge im betrachteten Nachweisschnitt 
Dmax  Größtkorndurchmesser des Betons 
Ec  Elastizitätsmodul des Betons 
Es  Elastizitätsmodul des Stahls 
F  Kraft, Belastung 
M  Moment 
P  Vorspannkraft 
V  Vertikalkraft, Querkraft 
Vcode, Vcalc Rechnerische Durchstanztragfähigkeit 
Vcp  Normalspannungsanteil infolge Vorspannung 
Vflex  Biegetragfähigkeit nach Bruchlinientheorie 
Vp  Vertikalanteil der geneigten Spannglieder im Nachweisschnitt 
VTest  Durchstanzlast im Versuch 
 
Kleine griechische Buchstaben 
α  Neigung der Durchstanzbewehrung gegen die Plattenschwerachse 
β Lasterhöhungsfaktor zur Berücksichtigung einer ungleichmäßigen Quer-
kraftverteilung 
ε  Dehnungen 
γ  Sicherheitsbeiwert 
γv  Anteil des Momentes, der zusätzliche Schubspannungen erzeugt 
ϕ  Neigung des Spanngliedes im betrachteten Nachweisschnitt 
λ  Schlankheit 
ρl  geometrischer Längsbewehrungsgrad  
σ  Normalspannungen 
τ  Schubspannungen 
ξ  Verhältniswert 
ψ  Plattenrotation 
 
Indizes 
c  Beton 
d  Bemessungsniveau 
k  charakteristisches Niveau des Bemessungswertes 
m  Mittelwert 
p  Vorspannung 
s  Stahl 
y  Fließen 
5%  5%-Quantilwert 
E  Einwirkung 
R  Widerstand 
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1 Veranlassung und Zielsetzung 
1.1 Veranlassung 
Im modernen Hochbau ist die Ausführung von Flachdecken aufgrund der flexiblen 
Nutzungsmöglichkeiten der Gebäude sowie der architektonischen und wirtschaftlichen 
Vorteile weit verbreitet. Infolge des zunehmenden Kostendrucks und des Wettbewerbs 
zwischen den Bauarten werden Flachdecken bei möglichst kleinen Stützenabmessun-
gen immer schlanker ausgeführt. Dies führt zu erhöhten Beanspruchungen im Durch-
stanzbereich, die den Einsatz einer Durchstanzbewehrung erfordern, um die Belastung 
abtragen zu können. Die Wahl der einzusetzenden Durchstanzbewehrung wird neben 
einem möglichst geringen Verlegeaufwand insbesondere durch die erreichbare Trag-
laststeigerung bestimmt. Darüber hinaus kann der Einsatz von Halbfertigteilen die 
Auswahlmöglichkeiten beeinflussen. Mit Weiter- und Neuentwicklungen unterschied-
licher Bewehrungssysteme wird auf die gestiegenen Anforderungen an die Tragfähig-
keit der Durchstanzbewehrung reagiert. Hierbei steht zumeist eine Erweiterung der 
Anwendungsgrenzen im Mittelpunkt der Untersuchungen. 
Neben einer ausreichenden Durchstanztragfähigkeit kann mit zunehmender Decken-
schlankheit zusätzlich die Begrenzung der Deckendurchbiegung bemessungsrelevant 
werden. Durch den Einsatz einer Vorspannung lassen sich die Durchbiegungen verrin-
gern und gleichzeitig die Durchstanztragfähigkeit erhöhen. Der Traganteil der Vor-
spannung am Durchstanzwiderstand wird in den meisten internationalen Normen durch 
einen Vertikalanteil der geneigten Spannglieder und einen Normalspannungsanteil be-
rücksichtigt. Inwiefern eine Berücksichtigung dieser Anteile bei der Anordnung einer 
Durchstanzbewehrung uneingeschränkt möglich ist, ist bisher jedoch ungeklärt. Aus 
diesem Grund werden auf der sicheren Seite nicht alle Traganteile bei der Ermittlung 
des maximalen Durchstanzwiderstands berücksichtigt. 
Während das Tragverhalten im Durchstanzbereich von Flachdecken ohne Durchstanz-
bewehrung in einer Vielzahl von wissenschaftlichen Arbeiten experimentell und nume-
risch untersucht wurde und inzwischen im Wesentlichen Einigkeit über die maßgeben-
den Einflussfaktoren besteht, wird die Durchstanztragfähigkeit mit Durchstanzbeweh-
rung in internationalen Normen und bauaufsichtlichen Zulassungen sehr unterschied-
lich bewertet. Dies gilt sowohl für die maximale Durchstanztragfähigkeit als auch für 
die erforderliche Durchstanzbewehrungsmenge. Insbesondere für die Bemessungsre-
geln nach Eurocode 2 ergeben sich im Vergleich zu DIN 1045-1 für eine Bügelbeweh-
rung erheblich höhere maximale Durchstanztragfähigkeiten bei gleichzeitig geringerer 
Durchstanzbewehrungsmenge. Da die verbindliche Einführung des Eurocode in 
Deutschland in den nächsten Jahren bevorsteht, ist eine Überprüfung der Bemessungs-
regeln dringend erforderlich. 
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1.2 Zielsetzung und Methodik 
Ziel dieser Arbeit ist die Ermittlung des maximalen Durchstanzwiderstands unter-
schiedlicher Durchstanzbewehrungssysteme und die Bestimmung des Einflusses einer 
Vorspannung auf den Durchstanzwiderstand von Flachdecken mit Durchstanzbeweh-
rung. Darüber hinaus wird der Frage nachgegangen, welche Parameter die maximale 
Durchstanztragfähigkeit beeinflussen und begrenzen. 
Hierzu wird zunächst in Kapitel 2 der Stand der Kenntnisse zum Durchstanzen ohne 
und mit Durchstanzbewehrung sowie Vorspannung zusammengestellt. Ausgehend von 
der Beschreibung der maßgebenden Einflussfaktoren auf den Durchstanzwiderstand 
werden verschiedene theoretische Ansätze und die Bemessungsregeln ausgewählter 
internationaler Normen näher erläutert. Eine Auswertung der Bemessungsregeln ver-
deutlicht die teilweise großen Traglastunterschiede für Flachdecken mit Durchstanz-
bewehrung. Zusätzlich sind größere Abweichungen bei der Berücksichtigung einer 
Vorspannung und der Durchstanztragfähigkeit von Rand- und Eckstützen festzustellen. 
Diese Ergebnisse führen zum konkreten Forschungsbedarf dieser Arbeit, der in Form 
eines Fragenkatalogs zusammengestellt wird.  
Die eigenen experimentellen Untersuchungen bestehen aus 21 Durchstanzversuchen 
im Bereich von Innen- und Randstützen mit Durchstanzbewehrung, die in Kapitel 3 
beschrieben werden. Als Durchstanzbewehrung kamen Bügel, Doppelkopfanker, Git-
terträger, Stahlbleche und Stahleinbauteile zum Einsatz, die einen Großteil der praxis-
üblichen Bewehrungssysteme abdecken. Fünf Versuche ermittelten zusätzlich den Ein-
fluss einer Vorspannung auf die Durchstanztragfähigkeit von Flachdecken mit Durch-
stanzbewehrung.  
Die Ergebnisse der 16 eigenen Versuche ohne Vorspannung und ca. 200 Versuche aus 
der Literatur werden in Kapitel 4 zur Bestimmung der maßgebenden Einflussfaktoren 
auf den maximalen Durchstanzwiderstand herangezogen. Zusätzlich werden für die 
untersuchten, neu entwickelten Bewehrungssysteme Bemessungsregeln auf Grundlage 
von DIN 1045-1 abgeleitet. Durch die Vielzahl der untersuchten Durchstanzbeweh-
rungssysteme können die wesentlichen Unterschiede für die Bemessung und konstruk-
tive Durchbildung herausgearbeitet werden. Weiterhin wird für unterschiedliche Be-
messungsansätze zur Ermittlung der maximalen Durchstanztragfähigkeit das vorhan-
dene Sicherheitsniveau ermittelt. Ergänzende numerische Simulationen zum Einfluss 
der Momenten-Querkraft-Interaktion im Bereich von Randstützen und einer Verstär-
kung der Druckzone ermöglichen zudem eine über die Versuche hinausgehende Be-
trachtung einzelner Einflussparameter (Bild 1-1). Für Verstärkungen aus Stahleinbau-
teilen werden die Ergebnisse umfangreicher numerischer Parameterstudien präsentiert, 
die die Aufteilung der Belastung auf Stahl- und Betontraganteil aufzeigen. 
Zur Beurteilung des Einflusses einer Vorspannung auf den Durchstanzwiderstand von 
Flachdecken wird eine Datenbank mit etwa 150 Versuchen mit und ohne Durchstanz-
3 
bewehrung zusammengestellt. Aus den Ergebnissen der eigenen fünf Versuche mit 
Vorspannung und den Versuchen aus der Literatur sowie zusätzlicher numerischer Si-
mulationen wird in Kapitel 5 der Einfluss der Vorspannung auf den Durchstanzwider-
stand genauer betrachtet. Die stark unterschiedliche Berücksichtigung der Traganteile 
infolge Vorspannung in internationalen Normen ist mechanisch nicht gerechtfertigt 
und resultiert im Wesentlichen aus den abweichenden Nachweisschnitten. Aus diesem 
Grund konzentrieren sich die numerischen Untersuchungen auf den Einfluss der 
Spanngliedführung und seitlich neben der Stütze ausgelagerter Spannglieder auf die 
Durchstanztragfähigkeit. Die experimentellen Untersuchungen ermitteln zudem den 
Einfluss der Vorspannung auf den maximalen Durchstanzwiderstand. Hierbei wird 
neben der Spanngliedanordnung zusätzlich die Durchstanzbewehrung variiert.  
In Kapitel 6 werden die Bemessungsgleichungen für die verschiedenen Durchstanzbe-
wehrungssysteme zusammengestellt und abschließend in Kapitel 7 die wesentlichen 
Ergebnisse zusammengefasst. 
 
 
Bild 1-1: Prinzipielle Vorgehensweise der Arbeit 
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2 Stand der Kenntnisse 
2.1 Einflussparameter auf den Durchstanzwiderstand 
Erste experimentelle Untersuchungen zum Durchstanzen wurden bereits Anfang des 
20. Jahrhunderts von GRAF [15] durchgeführt, wobei der Schwerpunkt dieser Versu-
che auf der Ermittlung der Biegetragfähigkeit von Stahlbetonplatten lag. Erst 40 Jahre 
später begann mit den Versuchen von ELSTNER und HOGNESTAD [40] die experi-
mentelle Erforschung des Durchstanzversagens. In Nordamerika und Europa folgten 
daraufhin zeitgleich die systematische Untersuchung des Durchstanzens und die Ent-
wicklung von Modellen zur Beschreibung des Tragverhaltens im Durchstanzbereich. 
Bis heute wurde eine Vielzahl von Versuchsserien mit mehreren hundert Durchstanz-
versuchen allein an Flachdecken durchgeführt. Ein Überblick über die geschichtliche 
Entwicklung kann u. a. in [47], [19] und [75] gefunden werden. Auch wenn sich die 
Vorstellungen und Tragmodelle im Laufe der Jahre verändert haben, so besteht heute 
im Wesentlichen Einigkeit über die maßgebenden Einflussfaktoren, die überwiegend 
an Platten ohne Durchstanzbewehrung abgeleitet wurden. Diese Einflussfaktoren wer-
den im Folgenden kurz zusammengestellt. Inwieweit die für nicht schubbewehrte Plat-
ten abgeleiteten Abhängigkeiten unverändert für durchstanzbewehrte Platten gelten, 
wird in Kapitel 4 näher untersucht. 
Betonfestigkeit 
In allen Stahlbetonkonstruktionen stellt die Betondruckfestigkeit einen wesentlichen 
Einflussfaktor auf die Tragfähigkeit dar. ELSTNER und HOGNESTAD [40] untersuch-
ten erstmals systematisch den Einfluss der Betonfestigkeit und des Längsbewehrungs-
grades auf den Durchstanzwiderstand. Unterschiedliche Versuchsauswertungen mit 
teilweise größerer Datenbasis zeigen, dass dieser Einfluss unterproportional ist und 
sich mit einer Wurzelfunktion dritten Grades zutreffend beschreiben lässt (u. a. [102]). 
Die Beschreibung des Durchstanzwiderstandes in Abhängigkeit von fc’ 1/2 in den nord-
amerikanischen Normen ist auf MOE [83] zurückzuführen, der vermutete, dass die Be-
tonzugfestigkeit maßgebend für das Durchstanzversagen ist. Diese Formulierung über-
schätzt allerdings die Durchstanztragfähigkeit für Betonfestigkeiten von mehr als 
40 MPa wie experimentelle Untersuchungen u. a. von MARZOUK [79] an Platten aus 
hochfestem Beton zeigen. Obwohl zahlreiche Veröffentlichungen auf dieses Defizit 
hinweisen, wurde in Kanada und den USA bislang keine Anpassung der Bemessungs-
gleichungen vorgenommen. 
Biegebewehrung 
Die erforderliche Biegebewehrung in Flachdecken wird üblicherweise aus dem Biege-
nachweis ermittelt. Gleichzeitig beeinflusst die Menge und Anordnung der Biegebe-
wehrung den Durchstanzwiderstand. Da die Querkraft zu einem großen Teil über die 
ungerissenen Plattenteile (Druckzone) in die Stütze eingeleitet wird, wirkt sich eine 
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starke Biegerissbildung und damit verbunden eine Einschnürung der Druckzone nega-
tiv auf die Durchstanztragfähigkeit aus. Dies erkannten bereits ELSTNER und 
HOGNESTAD und führten einen Faktor φ0 zur Berücksichtigung des Einflusses der 
Biegetragfähigkeit auf die Durchstanztragfähigkeit ein. Der Faktor beschreibt dabei 
das Verhältnis aus Bruchlast Vu und Biegetragfähigkeit nach Bruchlinientheorie Vflex. 
Da dieser Faktor in der praktischen Anwendung für beliebige Deckensysteme schwer 
zu ermitteln ist, erfolgte eine Berücksichtigung in den Regelwerken jedoch nicht.  
Sowohl die Rissbreite als auch die Druckzonenhöhe hängen von der Biegebeweh-
rungsmenge ab und lassen sich somit durch den Längsbewehrungsgrad beschreiben. 
Hierbei wird allerdings der Ausnutzungsgrad der Biegezugbewehrung vernachlässigt, 
weshalb in einigen Tragmodellen (z.B. [22], [86]) die Druckzonenhöhe aus dem ein-
wirkenden Moment und dem Dehnungszustand der Längsbewehrung ermittelt wird. 
Der Längsbewehrungsgrad ermittelt sich aus dem Quotient der Querschnittsfläche der 
Biegebewehrung As in einem bestimmten Plattenbereich und der statischen Nutzhöhe 
d. Unterschiedliche Versuchsauswertungen (z.B. [102], [19], [34]) zeigen, dass der 
Einfluss des Längsbewehrungsgrades auf den Durchstanzwiderstand mit einer Wurzel-
funktion dritten Grades beschrieben werden kann. 
Während der Längsbewehrungsgrad für einen Versuchskörper mit gleichmäßig verteil-
ter Bewehrung einfach und eindeutig zu ermitteln ist, ergeben sich bei variierender 
Bewehrungsanordnung abhängig von der gewählten Einflussbreite unterschiedliche 
Ergebnisse. Für die Ermittlung der Biegetragfähigkeit eines Ausschnittsversuchs nach 
Bruchlinientheorie, bei dem die gesamte Biegezugbewehrung die Streckgrenze er-
reicht, kann ein mittlerer Bewehrungsgrad über die Plattenbreite angesetzt werden. Für 
die Durchstanztragfähigkeit sollte eine Anrechnung der Bewehrungsstäbe im oder in 
der Nähe des Durchstanzkegels jedoch zutreffender sein, da sich der Durchstanzkegel 
in der Regel nicht bis zu den Plattenrändern erstreckt. MOE [83], ELSTNER und 
HOGNESTAD [40] sowie REGAN [95] führten Versuche mit unterschiedlich stark 
konzentrierter Biegebewehrung durch. Sie kamen bei der Auswertung ihrer Versuche 
zu dem Ergebnis, dass eine Konzentration der Biegebewehrung im unmittelbaren Stüt-
zenbereich keine Steigerung der Durchstanztragfähigkeit zur Folge hat. Versuche von 
BROWN und DILGER [24] an Platten mit Dübelleisten zeigten sogar eine geringfügig 
reduzierte Tragfähigkeit bei größerer Duktilität. HAWKINS et al. [55] beobachteten bei 
einer konzentrierten Anordnung der Biegebewehrung neben einer erhöhten Steifigkeit 
und der unveränderten Durchstanztragfähigkeit, dass zusätzlich die Biegebewehrung 
am Stützenanschnitt später die Streckgrenze erreichte und die Rissbreiten bei gleicher 
Last geringer waren. Diese Beobachtung steht im Widerspruch zu der Annahme, dass 
die Durchstanztragfähigkeit maßgebend von der Rissbreite und damit vom Längsbe-
wehrungsgrad beeinflusst wird. ALEXANDER und SIMMONDS [1] wiesen darauf hin, 
dass eine starke Konzentration der Biegezugbewehrung im Stützenbereich zu einem 
vorzeitigen Verbundversagen führen kann. MCHARG et al. [81] präsentierten neuere 
Versuche mit gut verankerter Biegebewehrung, bei denen eine Steigerung der Durch-
stanztragfähigkeit um 14 % bei konzentrierter Anordnung der Bewehrung im Stützen-
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bereich (doppelter Längsbewehrungsgrad in einem Bereich c + 3d) erreicht wurde. 
Hieraus kann abgeleitet werden, dass eine Steigerung der Durchstanztragfähigkeit 
durch eine Konzentration der Biegebewehrung nur erreicht werden kann, wenn ein 
vorzeitiges Verbundversagen verhindert wird. Zusätzlich fällt bei diesen Versuchen die 
Steigerung kleiner aus, als nach dem Zusammenhang ρl1/3 mit 26 % zu erwarten gewe-
sen war. Demzufolge sollte der mittlere Längsbewehrungsgrad über eine größere Brei-
te ermittelt werden, um den Einfluss richtig zu berücksichtigen. REGAN [95] schlug 
vor, den Längsbewehrungsgrad über eine Breite von 3d je Stützenseite (c + 6d) zu er-
mitteln. Für Platten ohne Durchstanzbewehrung erscheint dieses Vorgehen nachvoll-
ziehbar. Für durchstanzbewehrte Platten ergeben sich jedoch bei einem Versagen au-
ßerhalb der Durchstanzbewehrung teilweise größere Durchstanzkegel. In diesen Fällen 
sollte der Bereich um die Länge des durchstanzbewehrten Bereichs vergrößert werden.  
Die Ermittlung und Anrechenbarkeit des Längsbewehrungsgrades wird in Normen un-
terschiedlich festgelegt. Der Längsbewehrungsgrad wird entweder im rechnerischen 
Durchstanzkegel (DIN 1045-1) oder über einen größeren Bereich (Eurocode 2: c + 6d) 
bestimmt. Zusätzlich wird in einigen Normen eine Begrenzung des anrechenbaren 
Längsbewehrungsgrades vorgenommen (z.B. ρl ≤ 0,02), wodurch eine starke Beweh-
rungskonzentration im unmittelbaren Durchstanzbereich verhindert wird.  
MOE untersuchte den Einfluss der Streckgrenze der Biegezugbewehrung auf den 
Durchstanzwiderstand und wertete Versuche von ELSTNER und HOGNESTAD sowie 
BASE [16] aus. Er stellte fest, dass die nach seiner vorgeschlagenen Bemessungsglei-
chung berechneten Tragfähigkeiten überwiegend unabhängig von ρ⋅fy waren. Aller-
dings ergaben sich für die Versuche von BASE mit niedriger Streckgrenze größere 
Streuungen. SHERIF [102] kam bei der Auswertung der Versuche zu dem Ergebnis, 
dass eine Berücksichtigung der Streckgrenze in den Bemessungsgleichungen nicht er-
forderlich ist, da die Abhängigkeit nicht signifikant sei. DILGER et al. [34] stellten 
dazu fest, dass die niedrigeren Bruchschubspannungen in den Versuchen von BASE 
mit niedriger Streckgrenze auf das Erreichen der Biegetragfähigkeit der Versuchskör-
per zurückzuführen ist. Da die Rissbreite allein von der Steifigkeit der Bewehrung ab-
hängig und diese unabhängig von der Streckgrenze ist, kann ein Einfluss auf den 
Durchstanzwiderstand ausgeschlossen werden, solange die Biegebewehrung im elasti-
schen Bereich verbleibt. NÖLTING [75] führte den geringen Einfluss der Streckgrenze 
auf den Durchstanzwiderstand auf den Umstand zurück, dass nur eng begrenzte Plat-
tenbereiche bis zum Erreichen des Bruchzustandes ins Fließen geraten. Die für das 
Versagen maßgebenden Verformungen hängen vom Gesamtformänderungsverhalten 
der Platte und damit von den Plattenbereichen mit Stahlspannungen unterhalb der 
Streckgrenze ab. Hierbei unterstellt NÖLTING einen ausreichenden Abstand zum Bie-
geversagen und kommt somit zum gleichen Ergebnis wie DILGER et al.  
Der Einfluss der Biegedruckbewehrung auf den Durchstanzwiderstand ist in der Regel 
klein, da diese Bewehrung bei üblichen Flachdecken in Höhe der Dehnungsnulllinie 
angeordnet ist und somit nur gering beansprucht wird. ELSTNER und HOGNESTAD 
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[40] berichteten, dass ein Einfluss der Biegedruckbewehrung ausschließlich für Platten 
festzustellen war, die ihre rechnerische Biegetragfähigkeit nach Bruchlinientheorie, 
beschrieben durch den Faktor φ0 = VTest/Vflex ≥ 1,0, bereits erreicht hatten.  
Allerdings ist eine über die Stütze durchlaufende untere Bewehrung in der Lage, auch 
nach einem Durchstanzversagen, die Platte vor dem Einsturz zu bewahren. Dies ver-
hindert ein fortschreitendes Versagen der gesamten Tragstruktur, weshalb in vielen 
Normen die Anordnung einer solchen Kollapsbewehrung vorgeschrieben wird. Die 
Ermittlung der erforderlichen Bewehrungsmenge variiert jedoch stark. 
Ein Teil der Querkrafttragfähigkeit wird über die Dübelwirkung der Längsbewehrung 
aktiviert. Als Dübelwirkung wird der Traganteil eines Bewehrungsstabes bezeichnet, 
der durch das Verschieben zweier Rissufer etwa senkrecht zu seiner Stabachse über-
tragen wird. Versuche von KINNUNEN und NYLANDER mit einem orthogonalen und 
ringförmigen Bewehrungsnetz zeigten Traglastunterschiede von 10 bis 25 %, die der 
Dübelwirkung der Längsbewehrung zugeschrieben werden können. Dem gegenüber 
wies SHEHATA [101] darauf hin, dass eine Dübelwirkung für Bewehrungsstäbe, die 
die Streckgrenze überschritten haben, nicht vorhanden ist und somit für die Mehrzahl 
der Durchstanzversuche zu vernachlässigen sei. Eine explizite Berücksichtigung des 
Traganteils aus Dübelwirkung erfolgt in den Regelwerken nicht, dieser Anteil wird 
teilweise über den Längsbewehrungsgrad mit berücksichtigt. 
Statische Nutzhöhe 
Mit zunehmender statischer Nutzhöhe erhöht sich die Durchstanztragfähigkeit. Gleich-
zeitig reduziert sich die Bruchschubspannung, so dass der Einfluss der statischen 
Nutzhöhe unterproportional ist. Dieser Effekt kann über einen Maßstabsfaktor berück-
sichtigt werden. Experimentelle Untersuchungen hierzu wurden z.B. von KINNUNEN 
und NYLANDER, BAZANT und CAO [18] sowie BIRKLE [20] durchgeführt. BIRKLE 
wies darauf hin, dass die Versuche von BAZANT und CAO mit einer für Flachdecken 
untypischen Schubschlankheit von etwa 1,5 durchgeführt wurden und daher eher für 
Fundamente zutreffende Ergebnisse liefern.  
Aus den Versuchsergebnissen wurden unterschiedliche Ansätze zur Berücksichtigung 
des Maßstabseffekts abgeleitet. Dabei ist zu berücksichtigen, dass die Versuchsergeb-
nisse häufig mit den Bemessungsgleichungen der nationalen Normen verglichen wur-
den. Hierdurch ergeben sich je nach Sicherheitsniveau und berücksichtigten Einfluss-
faktoren unterschiedliche Schlussfolgerungen. Eine Auswahl an Gleichungen zur Be-
rücksichtigung des Maßstabseffekts aus der Literatur ist im Folgenden zusammenge-
stellt. 
1
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Der Maßstabseinfluss wird überwiegend über die statische Nutzhöhe d berücksichtigt, 
da diese für die Berechnung der Durchstanztragfähigkeit bereits verwendet wird. Im 
Gegensatz dazu beschreibt BROMS den Maßstabseinfluss in Abhängigkeit der Druck-
zonenhöhe xpu, da diese seiner Ansicht nach den maßgebenden Einfluss auf die Durch-
stanztragfähigkeit darstellt. MUTTONI weist in [86] für sein Bemessungsverfahren 
einen Maßstabseinfluss der Plattenspannweite nach. 
Der Vergleich der unterschiedlichen Ansätze mit einer Abhängigkeit von der statischen 
Nutzhöhe d in Bild 2-1 verdeutlicht, dass der Ansatz (1/d)1/3 die größte Abminderung 
der Tragfähigkeit ermittelt. Die übrigen Ansätze unterscheiden sich im untersuchten 
Bereich nur geringfügig. Bei der Berechnung wurde eine Nutzhöhe von 150 mm als 
Referenzgröße verwendet und eventuelle Begrenzungen des Anwendungsbereichs 
nicht berücksichtigt. 
 
Bild 2-1:  Vergleich unterschiedlicher Ansätze zur Berücksichtigung des Maßstabsef-
fekts 
Sowohl REGAN und BRAESTRUP als auch BIRKLE kamen zu dem Ergebnis, dass der 
Maßstabseffekt für Versuche mit Durchstanzbewehrung weniger stark ausgeprägt ist. 
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Stützengeometrie 
Während bei rotationssymmetrischer Lastanstrahlung entlang des Umfangs runder 
Stützen keine Spannungskonzentrationen auftreten, sind bei eckigen Stützen immer 
Lastkonzentrationen im Bereich der Stützenecken zu beobachten. Diese Spannungs-
konzentrationen führen zu niedrigeren Durchstanztragfähigkeiten. Die in [28] mit der 
Bemessungsgleichung von MOE ausgewerteten Versuche ergaben für runde Stützen 
um 7 % höhere Durchstanztragfähigkeiten [55]. BEUTEL [19] berücksichtigte bei der 
Ableitung der Bemessungsgleichung für DIN 1045-1 bei Platten ohne Durchstanzbe-
wehrung die Einflüsse der Stützenform und der Versuchsstände. Den Traglasteinfluss 
der Stützenform bei ideal rotationssymmetrischer Querkraftbeanspruchung bewertete 
er mit 10 %. Ebenso berücksichtigte er die günstigen Einflüsse der Versuche an De-
ckensystemen (Membranwirkung).  
VANDERBILT [112] stellte eine Abhängigkeit vom Verhältnis Stützendurchmesser zu 
statischer Nutzhöhe c/d fest. Für ein c/d-Verhältnis von etwa 4 ermittelte er eine Trag-
lasterhöhung von 35 %, während sich der Unterschied für c/d-Verhältnisse von 2 und 8 
auf 5 % reduzierte.  
 
 
Bild 2-2:  Verlauf der Schubspannungen entlang des Stützenumfangs für unterschied-
liche c/d - Verhältnisse 
Für eckige Stützen beschreibt das c/d-Verhältnis die Spannungsverteilung entlang des 
Stützenumfangs, da es ein Maß für die Spannungskonzentration in den Ecken ist (Bild 
2-2). Für kleine Verhältniswerte treten nur geringe Unterschiede entlang des Stützen-
umfangs auf, während sich mit steigendem Verhältnis die Beanspruchung auf die Stüt-
zenecken konzentriert und sich die Zwischenbereiche der Mitwirkung entziehen. Mit 
zunehmendem Abstand vom Stützenrand klingt der Einfluss der Beanspruchungsspit-
zen schnell ab, so dass die Bemessungsgleichungen der europäischen Normen mit von 
der Stütze weit entfernten Nachweisschnitten keine signifikante Abhängigkeit vom 
c/d-Verhältnis aufweisen. 
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Die gegenüber der Querkrafttragfähigkeit liniengelagerter Platten erhöhte Durchstanz-
tragfähigkeit resultiert aus der mehrachsialen Betonbeanspruchung im unmittelbaren 
Stützenbereich. Mit zunehmendem Verhältnis von Stützenumfang zu statischer Nutz-
höhe u0/d reduziert sich die mehrachsiale Beanspruchung und damit der Grad der Trag-
fähigkeitssteigerung unabhängig von der Stützenform. Dieser Effekt kann durch eine 
Begrenzung der Lasteinleitungsfläche (z.B. DIN 1045-1) oder durch einen stetigen 
Übergang zwischen Querkraft- und Durchstanztragfähigkeit (z.B. ACI 318) berück-
sichtigt werden.  
Bei rechteckigen Stützen mit einem Seitenverhältnis c1/c2 von mehr als 2 treten Quer-
kraftkonzentrationen im Bereich der kurzen Stützenkanten auf, die zu einer reduzierten 
Tragfähigkeit führen. Dieser Einfluss wird in Normen ebenfalls durch eine Begrenzung 
der anrechenbaren Rundschnittlänge (z.B. DIN 1045-1) bzw. durch eine stetige Ab-
minderung der Tragfähigkeit berücksichtigt (z.B. ACI 318). 
Schubschlankheit / Biegeschlankheit 
Wie bei der Querkrafttragfähigkeit von Balken kann auch beim Durchstanzen von 
Flachdecken und Fundamenten eine Abhängigkeit von der Schubschlankheit av/d fest-
gestellt werden (av: Abstand der Belastung vom Stützenrand). REGAN und 
BRAESTRUP [93] untersuchten den Einfluss der Schubschlankheit und stellten fest, 
dass nur für Schubschlankheiten kleiner als 1,5 eine deutliche Abhängigkeit feststell-
bar war. Somit ist die Schubschlankheit für Versuche an Flachdecken von untergeord-
neter Bedeutung, für die Durchstanztragfähigkeit von Fundamenten hat die Schub-
schlankheit hingegen einen größeren Einfluss.  
In Flachdeckensystemen ist eine Gewölbetragwirkung vorstellbar, die infolge eines 
direkten Lastabtrags in die Auflagerbereiche die Durchstanztragfähigkeit gegenüber 
Decken ohne Gewölbetragwirkung erhöht. Theoretische und experimentelle Untersu-
chungen lassen für Flachdecken ohne Durchstanzbewehrung mit niedrigen Längsbe-
wehrungsgraden (ρl ≤ 1,0 %) erhebliche Tragreserven erkennen [56]. BEUTEL [19] 
untersuchte mögliche Gewölbegeometrien und stellte fest, dass mit abnehmender Bie-
geschlankheit der Flachdecke die Druckbögen die Stützen eher erreichen. Dies führt zu 
einer direkteren Querkrafteinleitung in die Stütze. Dem gegenüber enden in Flachde-
cken mit einer Biegeschlankheit von λ = li/h = 35 die Druckbögen bereits in einem Ab-
stand von etwa 4d vom Stützenrand, wodurch ein direkter Lastabtrag in die Stütze aus-
geschlossen ist. 
Neben der Schweizer Norm SIA 262 berücksichtigt auch die österreichische Ö-Norm 
B 4700 (01) den traglaststeigernden Einfluss geringer Plattenschlankheiten auf die 
Durchstanztragfähigkeit. Die Auswertungen in [56] ergaben jedoch nach Ö-Norm für 
durchstanzbewehrte Versuche keine ausreichende Sicherheit. Aufgrund der geringen 
Anzahl geeigneter Versuche wurde bei der Ableitung der Bemessungsgleichungen in 
DIN 1045-1 auf eine Berücksichtigung der Biegeschlankheit verzichtet. Zudem ist die-
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ser Traganteil aus den überwiegend durchgeführten Ausschnittversuchen ohne seitliche 
Verformungsbehinderung nicht ableitbar. Bei Versuchen an Deckensystemen sind 
gleichzeitig zusätzliche Systemeinflüsse, wie z.B. eine Membrantragwirkung, wirk-
sam, so dass die experimentelle Ermittlung dieses Traganteils schwierig ist.  
Durchstanzbewehrung 
Die Anordnung einer Durchstanzbewehrung im Durchstanzbereich erhöht die Tragfä-
higkeit und kann zusätzlich die Verformungsfähigkeit des Stützen-Decken-Knotens 
vergrößern. Hierdurch kann das üblicherweise schlagartige Durchstanzversagen ver-
mieden werden. Eine Zusammenstellung aktueller und praxisüblicher Durchstanzbe-
wehrungssysteme erfolgt in Kapitel 2.3.  
Nach experimentellen und numerischen Untersuchungen hängt die Effektivität einer 
Durchstanzbewehrung wesentlich von der Verankerungsqualität ab. Insbesondere in 
dünnen Platten können nur optimierte Bewehrungssysteme bis zur Streckgrenze bean-
sprucht werden und somit ihre Tragfähigkeit vollständig ausnutzen (Bild 2-3). Mit zu-
nehmender Plattendicke nimmt der Einfluss der Verankerungsqualität sukzessive ab, 
da ein Teil der Zugkraft bereits über Verbund in den Beton eingeleitet und dadurch die 
Endverankerung geringer beansprucht wird. Aus diesem Grund wird in internationalen 
Regelwerken entweder die anrechenbare Stahlspannung in Abhängigkeit der statischen 
Nutzhöhe begrenzt oder eine Mindestplattendicke für den Einsatz bestimmter Durch-
stanzbewehrungssysteme festgelegt.  
 
Bild 2-3:  Last-Verformungskurven verschiedener Verankerungselemente aus [19] 
Die konstruktive Durchbildung des Durchstanzbereichs unterscheidet sich in internati-
onalen Normen zum Teil grundlegend. Während in Europa die Auffassung vertreten 
wird, dass die Durchstanzbewehrung gleichmäßig entlang der Nachweisschnitte ver-
teilt angeordnet werden muss, wird in Nordamerika eine orthogonale Anordnung nur 
parallel zu den Stützenseitenkanten bevorzugt. Die orthogonale Ausführung reduziert 
die Konfliktpunkte mit der Biegebewehrung beim Einbau. Verschiedene Durchstanz-
versuche mit Doppelkopfankern in radialer und orthogonaler Anordnung ergaben nur 
geringe Unterschiede in den Tragfähigkeiten (z.B. [20], [27]), so dass GHALI und 
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MEGALLY [49] keine Vorteile in einer radialen Anordnung der Doppelkopfanker er-
kennen konnten. Eigene Versuchsnachrechnungen belegen allerdings, dass die in den 
bauaufsichtlichen Zulassungen für Doppelkopfanker angegebenen maximalen Durch-
stanztragfähigkeiten auf Basis von DIN 1045-1 nur von Versuchen mit einer radialen 
Ankeranordnung erreicht werden. Dies ist vermutlich auf die gleichmäßig gute Unter-
stützung der Betondruckzone am Stützenanschnitt zurückzuführen.  
Einen wesentlichen Einfluss auf die Tragfähigkeit stellen die Abstände der Durch-
stanzbewehrungselemente dar. Hierbei sind sowohl der Abstand der ersten Beweh-
rungsreihe vom Stützenrand als auch die Abstände zwischen den Durchstanzbeweh-
rungselementen in radialer Richtung entscheidend. Der maximale Abstand zweier Be-
wehrungsreihen untereinander wird einheitlich zu 0,75d festgelegt. Dieser Abstand ist 
erforderlich, damit der Versagensriss unter Berücksichtigung einer ausreichenden Ver-
ankerung mindestens ein Durchstanzbewehrungselement kreuzt. Der Abstand der ers-
ten Bewehrungsreihe zum Stützenanschnitt wird in den Normen hingegen mit 0,35d 
bis 0,75d weiter gefasst. Hierbei ist sicherzustellen, dass der Versagensriss ausgehend 
vom Stützenanschnitt das Bewehrungselement kreuzt. Je nach Lage und Art der Ver-
ankerung können daher unterschiedliche Abstände sinnvoll sein.  
Um den maximalen Durchstanzwiderstand erreichen zu können, ist ein vorzeitiges 
Versagen innerhalb und außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs zu verhindern. 
Nach experimentellen Untersuchungen nimmt die aufnehmbare Schubspannung mit 
zunehmendem Abstand vom Stützenrand ab [111]. Dies ist auf die Reduktion des meh-
rachsialen Spannungszustands zurückzuführen und beschreibt den Übergang von der 
punktgestützten zur liniengelagerten Platte. 
2.2 Tragmodelle zum Durchstanzen 
Zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit von Flachdecken ohne Durchstanzbeweh-
rung wurden bis heute über 200 Versuche durchgeführt, die alle wesentlichen Ein-
flussparameter wie Betonfestigkeit, Längsbewehrungsgrad, statische Nutzhöhe, Stüt-
zenform und -abmessungen in weiten Bereichen abdecken. Aus den Versuchsergebnis-
sen wurden unterschiedliche Tragmodelle zur Beschreibung der Durchstanztragfähig-
keit abgeleitet, die sich in die folgenden Kategorien einstufen lassen [30]:  
• Durchstanztragfähigkeit in Abhängigkeit der Biegetragfähigkeit; 
• Modelle auf Grundlage der Plastizitätstheorie; 
• Modell von KINNUNEN und NYLANDER; 
• Modelle auf Grundlage der Betonzugfestigkeit; 
• Fachwerkmodelle; 
• Durchstanztragfähigkeit als Verbundversagen der Biegezugbewehrung; 
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• Bruchmechanik; 
• Empirische Modelle / Rundschnittmodelle. 
Ausführliche Zusammenstellungen und detaillierte Beschreibungen zu den einzelnen 
Modellen sind u. a. in [30], [47], [75] und [19] zu finden. Im Folgenden werden die 
Modelle von KINNUNEN und NYLANDER [73] sowie ANDRÄ [13] mit den wesentli-
chen Modellvorstellungen kurz zusammengefasst, da sie die Grundlage für eine Reihe 
weiterer Modelle bilden und grundsätzliche Erkenntnisse zum Durchstanztragverhalten 
liefern. Detaillierte Beschreibungen können der Originalliteratur sowie den angegebe-
nen Literaturstellen entnommen werden.  
Modell von KINNUNEN und NYLANDER 
KINNUNEN und NYLANDER leiteten ihre grundlegenden Annahmen aus dem Bruch-
tragverhalten ihrer Versuche an kreisrunden Plattenausschnitten ab. Hierbei beobachte-
ten sie, dass sich die Plattenrotation auf den Stützenbereich beschränkte. Ausgehend 
von der Rissbildung im Bruchzustand teilten sie die Platte in den Durchstanzkegel und 
die umliegenden Plattensegmente auf (Bild 2-4), die sie als starr und unverformt be-
trachteten. Ein Sektorelement wird durch zwei Radialrisse und den geneigten Durch-
stanzriss begrenzt. Die Sektorelemente lagern am Stützenanschnitt auf einer geneigten 
Kegelschale, die die schrägen Druckkräfte in die Stütze leitet. Die Kopplung der ein-
zelnen Sektorelemente erfolgt über die tangentialen Kräfte der Betondruckzone und 
der Biegezugbewehrung.  
 
Bild 2-4: Mechanisches Modell von KINNUNEN und NYLANDER 
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Zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit wird zunächst in Abhängigkeit der Plat-
tenverdrehung das Gleichgewicht der horizontalen Kräfte in radialer und tangentialer 
Richtung bestimmt. Danach erfolgt die Überprüfung des gefundenen Verformungszu-
stands über das Kräftegleichgewicht in vertikaler Richtung. Die Tragfähigkeit ist er-
reicht, wenn die tangentiale Betonstauchung εct am Stützenanschnitt einen Wert von 
1,9 ‰ übersteigt. 
Modell von ANDRÄ 
Ein wesentlicher Kritikpunkt am Modell von KINNUNEN und NYLANDER besteht 
darin, dass der Durchstanzwiderstand an einem als starr unterstellten Sektorelement 
abgeleitet wird und der Kraftfluss innerhalb des Sektorelements nicht beachtet wird. 
Um den inneren Zerstörungsprozess der Platte beschreiben zu können, wählte ANDRÄ 
[13] daher für sein Modell zwei Fachwerksysteme, die er überlagerte (Bild 2-5). Dem 
„Grundsystem“, ein Netzfachwerk mit 45° geneigten Druck- und Zugkegelschalen, 
wird ein Strebensystem aus Druckkegelschalen mit veränderlicher Neigung überlagert 
(„lokales Auflagersystem“). ANDRÄ geht ebenfalls von einer krümmungslosen Ver-
drehung der Platte aus, allerdings beschreibt er mit seinem Modell den gesamten Last-
abtrag der Platte. Der Tragmechanismus wird mit Hilfe sukzessiv ausfallender Beton-
zugstreben verdeutlicht. Durch Variation der tangentialen Druckzonenhöhe und der 
Plattenrotation werden iterativ die Kräfte in den Fachwerkstäben ermittelt. Die Tragfä-
higkeit wird erreicht, wenn eine der beiden Versagensmechanismen eintritt: 
• Versagen der Einmündungszone unterhalb der Risswurzel infolge kombi-
nierter Biege- und Querkraftbeanspruchung; 
• Versagen der Druckkegelschalen durch Überschreiten der Betondruckfes-
tigkeit. 
Die Versagensmechanismen beschrieb ANDRÄ analog zu den Beobachtungen an Wür-
feldruckversuchen mit unterschiedlichen Lagerungsbedingungen (starr oder Bürstenla-
gerung, Bild 2-6). 
  
Bild 2-5:  Fachwerkmodell nach ANDRÄ [13] 
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Bild 2-6:  Versagensmechanismen nach ANDRÄ [13] 
Neuere Modelle zur Beschreibung des Durchstanzens 
In den letzten Jahren wurden weitere Versuche unternommen die Durchstanztragfähig-
keit von Flachdecken mit und ohne Durchstanzbewehrung mechanisch zu beschreiben. 
Die Verfahren von MUTTONI und GUANDALINI [51] sowie BROMS [22] basieren 
auf der Grundidee des Modells von KINNUNEN und NYLANDER [73] verwenden aber 
abgewandelte Versagenskriterien und werden daher im Folgenden kurz vorgestellt. 
Modell von MUTTONI und GUANDALINI 
MUTTONI folgerte aus Versuchsauswertungen von Platten ohne Durchstanzbeweh-
rung, dass sich vor dem Durchstanzversagen ein geneigter Schubriss ausbildet, der zu 
einer Einschnürung der Druckzone führt. Das Versagen tritt ein, sobald der Querkraft-
widerstand des Druckringes im Bereich der Stütze überschritten wird. Zusätzlich übt 
eine ausgeprägte Biegerissbildung einen negativen Einfluss auf den Durchstanzwider-
stand aus. Die Höhe der Betondruckzone und damit die Durchstanztragfähigkeit hängt 
maßgeblich von der auftretenden Rotation ψ der Platte im unmittelbaren Stützenbe-
reich ab. MUTTONI beschreibt daher den Durchstanzwiderstand in Abhängigkeit des 
Produkts ψ⋅d, das mit der Rissbreite des kritischen Versagensrisses korreliert. Der 
Durchstanzwiderstand τR ergibt sich zu: 
max0,4 0,125
c
R
Dd k
τ
τ
ψ
=
+ ⋅ ⋅ ⋅
  (2-1) 
Hierbei sind 0,3c cf= ⋅τ  die Schubspannungsgrenze, ψ die Plattenrotation und 
kDmax = 48 / (Dmax + 16) ≥ 1,0 ein Beiwert zur Berücksichtigung des Größtkorndurch-
messers. 
In Bild 2-7 werden Versuchsergebnisse mit dem Bruchkriterium nach MUTTONI ver-
glichen, das im unteren Streubereich der Versuchsergebnisse liegt. 
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Bild 2-7:  Vergleich von Versuchsergebnissen mit dem Bruchkriterium von 
MUTTONI 
Da die Plattenrotation ψ den wesentlichen Einflussparameter auf die Durchstanztrag-
fähigkeit darstellt, ist das Modell von GUANDALINI auf eine möglichst genaue Ermitt-
lung der Rotation angewiesen. Anhand von Momenten-Krümmungsbeziehungen wer-
den die Schnittgrößen und Verformungen der Platte für unterschiedliche Stützenlasten 
ermittelt. Hierdurch lassen sich Last-Rotationskurven ermitteln, die dann mit dem 
Versagenskriterium von MUTTONI verglichen werden. Der Schnittpunkt der Last-
Rotationskurve mit der Gleichung des Bruchkriteriums stellt die rechnerische Durch-
stanztragfähigkeit dar (Bild 2-8).  
 
Bild 2-8:  Ermittlung der Durchstanzlast aus dem Schnittpunkt der Last-Verformungs-
kurve und dem Bruchkriterium 
Neben der Herleitung des Berechnungsansatzes für den ideal rotationssymmetrischen 
Fall mit runder Stütze und Randlinienlast gibt GUANDALINI in [51] zusätzlich Lösun-
gen zur Berücksichtigung des Systemtragverhaltens von Flachdecken (Membrantrag-
wirkung, Momentenumlagerung, Stützweitenunterschiede), einer Vorspannung und zur 
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Berechnung von Fundamenten an. Die Berücksichtigung einer Durchstanzbewehrung 
ist nicht enthalten. 
Modell von BROMS 
BROMS veröffentlichte bereits 1990 eine erste Fassung seines Bemessungsmodells 
[21]. Dieses weicht in einigen Punkten von dem Modell in seiner Dissertation [22] ab, 
so dass nachstehend nur auf die letzte Fassung eingegangen wird. 
Aufbauend auf dem Modell von KINNUNEN und NYLANDER entwickelte BROMS ein 
Bemessungsmodell für Flachdecken und Fundamente mit und ohne Durchstanzbeweh-
rung. Die prinzipielle Abhängigkeit der Durchstanztragfähigkeit vom Längsbeweh-
rungsgrad lässt sich nach BROMS entsprechend Bild 2-9, links darstellen. Hieraus 
können zwei Grenzwerte abgeleitet werden. Für einen Längsbewehrungsgrad ρ ≥ ρ1 
tritt kein Fließen der Biegebewehrung auf, Bewehrung und Beton verhalten sich elas-
tisch. Für einen Längsbewehrungsgrad ρ ≤ ρ2 erreicht die gesamte Biegebewehrung die 
Streckgrenze und die Tragfähigkeit entspricht der Biegetragfähigkeit. Die Tragfähig-
keit im Übergangsbereich, bei dem nur Teilbereiche der Biegebewehrung die Streck-
grenze erreichen, ist in der Regel nur schwer zu ermitteln. Nach BROMS kann sie aber 
durch eine lineare Interpolation angenähert werden. 
 
 
Bild 2-9:  Abhängigkeit der Durchstanztragfähigkeit vom Längsbewehrungsgrad 
(links) und Ausbildung des internen Stützenkopfs (rechts) aus [22] 
Zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit unterstellt BROMS zwei mögliche Versa-
gensmechanismen: Entweder wird die tangentiale Betonstauchung an der Plattenunter-
seite oder die Betonspannung entlang eines fiktiven Stützenkopfes (Bild 2-9, rechts) in 
der Platte maßgebend. Die Grenztragfähigkeit Vε wird erreicht, sobald die tangentiale 
Betonstauchung am Stützenanschnitt infolge der Plattenrotation einen kritischen Wert 
übersteigt. Die kritische Betonstauchung wird im Gegensatz zu KINNUNEN und 
NYLANDER nicht als konstanter Wert definiert, sondern in Abhängigkeit der Beton-
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druckfestigkeit und einem Maßstabsfaktor für die Druckzonenhöhe ermittelt. Hier-
durch wird die zunehmende Sprödigkeit des Betons berücksichtigt.  
10,1 3
,
25 0,15
cpu
c cyl pu
C f xε
   
= ⋅ ⋅      
   
 (2-2) 
Hierbei sind C = 0,001 für Platten ohne Durchstanzbewehrung und C = 0,0015 für 
Platten mit Durchstanzbewehrung, fc,cyl die Zylinderdruckfestigkeit und xpu die Druck-
zonenhöhe im Bruchzustand. 
Die so ermittelte Betonstauchung stellt nach BROMS den Beginn der Makrorissbildung 
in der Druckzone am Stützenanschnitt dar und ermöglicht das Vordringen des schrägen 
Schubrisses bis zum Stützenanschnitt. Bild 2-10 stellt die kritische Betonstauchung für 
unterschiedliche Betonfestigkeiten und Druckzonenhöhen für Platten ohne und mit 
Durchstanzbewehrung dar. Die von BROMS angesetzte kritische Betonstauchung liegt 
dabei deutlich unterhalb des bei der Biegebemessung von Balken angesetzten Wertes 
von 3,5 ‰. Den erhöhten Grenzwert für die Betonstauchung für Platten mit Durch-
stanzbewehrung erklärt BROMS mit zusätzlichen Traganteilen, die über starre 
Druckstreben von der Durchstanzbewehrung direkt in die Stütze eingeleitet werden.  
 
Bild 2-10: Tangentiale Grenzstauchung der Betondruckzone nach BROMS für Platten 
ohne Durchstanzbewehrung (links) und mit Durchstanzbewehrung (rechts) 
Für die Durchstanztragfähigkeit von Versuchen mit Durchstanzbewehrung unterstellt 
BROMS, dass die Art der Durchstanzbewehrung keinen Einfluss auf die Tragfähigkeit 
hat. Es ist lediglich sicherzustellen, dass die Bewehrung für mindestens 60 % der Stüt-
zenlast ausgelegt, in der Druck- und Zugzone verankert ist und kein vorzeitiges Versa-
gen außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs auftritt.  
Zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit Vε wird zunächst unter Berücksichtigung 
des Versagenskriteriums und der Beanspruchung der Biegezugbewehrung das auf-
nehmbare Biegemoment am Stützenanschnitt ermittelt. In Abhängigkeit der Größe des 
Bereiches, in dem die Biegebewehrung die Streckgrenze überschreitet, ermittelt sich 
dann die Durchstanztragfähigkeit. 
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Die Durchstanztragfähigkeit Vσ wird durch die kritische Betonspannung einer 25° ge-
neigten Kegelschale begrenzt, die sich auf dem fiktiven internen Stützenkopf abstützt 
(Bild 2-9, rechts). Aufgrund des zweiachsigen Spannungszustandes in Stützennähe 
kann der Beton eine erhöhte Betonspannung von 1,2⋅fc ertragen. In Abhängigkeit des 
Verhältnisses u/x kann die kritische Betonspannung beschrieben werden. 
2
0,6 0,9 1 0,007 1,2c c c
uf f
x
σ
  
= ⋅ + ⋅ − ≤ ⋅  
   
 (2-3) 
Die Durchstanztragfähigkeit Vσ ergibt sich in Abhängigkeit der Druckzonenhöhe und 
des Umfangs des internen Stützenkopfes unter Berücksichtigung eines Maßstabsfak-
tors für die Breite t des Druckkegelschalenauflagers. Für Platten mit Durchstanzbe-
wehrung ist die Kegelschale mit einer Neigung von 45° anzusetzen. 
Die Durchstanztragfähigkeit ermittelt sich aus dem kleineren der beiden Werte Vε und 
Vσ. Allerdings stellte BROMS bei Versuchsnachrechnungen an Platten fest, dass der 
Grenzwert Vσ nur bei relativ zur Plattendicke kleinem Stützendurchmesser und niedri-
ger Betonfestigkeit zutreffende Ergebnisse liefert. 
Empirische Modelle 
Ein wesentlicher Nachteil der vorgestellten mechanischen Modelle ist, dass ihre Gül-
tigkeit zumeist auf rotationssymmetrische Systeme mit runden Stützen beschränkt ist, 
da hierfür die Differentialgleichung der Platte lösbar ist. Für alle anderen Fälle sind 
Vereinfachungen notwendig, die sich auf die Qualität der Ergebnisse auswirken. Zu-
sätzlich sind alle Verfahren mit einem erheblichen Rechenaufwand verbunden, da die 
Lösung in der Regel iterativ zu ermitteln ist. Dies erschwert die einfache Anwendung, 
weshalb die Bemessungsgleichungen internationaler Normen üblicherweise empirisch 
anhand von Rundschnittmodellen abgeleitet wurden. 
Empirische Modelle beschreiben den Durchstanzwiderstand in Abhängigkeit unter-
schiedlicher Einflussparameter. Aus der einwirkenden Stützenkraft werden Schub-
spannungen oder Schubkräfte entlang eines festgelegten Rundschnitts ermittelt. Die 
einwirkende Schubspannung wird dann der in Versuchen erreichten Schubspannung 
gegenübergestellt. Der Einfluss der einzelnen Parameter wird anhand von Regressions-
analysen ermittelt. Dabei bleibt festzuhalten, dass die Vorhersagegenauigkeit stark von 
der für die Kalibrierung herangezogenen Versuchsanzahl bzw. Datenbasis abhängt. 
Der Gültigkeitsbereich der einzelnen Bemessungsgleichungen ist beschränkt und so-
bald dieser verlassen wird, kann es zu größeren Abweichungen kommen. Dies zeigen 
die Gegenüberstellungen und Nachrechnungen u. a. in [47], [75] und [108]. Zusätzlich 
weist ANDRÄ in [14] daraufhin, dass durch die Wahl des kritischen Rundschnittes der 
Einfluss des Verhältnisses Stützendurchmesser zu statischer Nutzhöhe c/d auf die 
Durchstanztragfähigkeit festgelegt wird. Demnach stellt die prinzipiell freie Wahl des 
Nachweisschnittes nicht nur einen Proportionalitätsfaktor für die Größe der auftreten-
den Spannung im Nachweisschnitt dar, sondern beeinflusst auch qualitativ den Ein-
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fluss des c/d-Verhältnisses. Zur Verdeutlichung dieses Zusammenhangs sind in Bild 
2-11 für unterschiedliche Nachweisschnitte das Verhältnis der Rundschnittlängen in 
Abhängigkeit des bezogenen Stützendurchmessers dargestellt. Die Länge des Rund-
schnittes ukrit ist dabei bezogen auf eine Referenzlänge mit einem c/d-Verhältnis von 
1,0. Es wird deutlich, dass der Einfluss des bezogenen Stützendurchmessers mit zu-
nehmendem Abstand des Nachweisschnittes vom Stützenrand abnimmt, allerdings 
nicht vollständig verschwindet. Die unterschiedlichen Neigungen der Geraden deuten 
auf die abweichende Berücksichtigung des c/d-Verhältnisses hin. Im Extremfall ergibt 
sich für eine Rundschnittführung direkt am Stützenrand bei einer Erhöhung des bezo-
genen Stützendurchmessers von 1,0 auf 1,5 ein 50 % längerer Umfang während sich 
die Rundschnittlänge im Abstand 1,5d nur um etwa 10 % vergrößern wird. Eine grund-
sätzliche Empfehlung zur Wahl des Nachweisschnittes lässt sich hieraus jedoch nicht 
ableiten (Ausnahme: der Nachweisschnitt direkt am Rand der Lasteinleitung ist in der 
Regel ungeeignet). Sollen hingegen sehr kleine Lasteinleitungsflächen untersucht wer-
den, sind Rundschnitte in einem größeren Abstand nicht geeignet, da die Länge des 
Nachweisschnittes nicht stark genug abfällt. 
 
Bild 2-11: Verhältnis der Rundschnittlängen in Abhängigkeit des Verhältnis c/d 
2.3 Durchstanzbewehrungsformen 
Die Durchstanztragfähigkeit kann durch die Anpassung der Bauteilabmessungen (Plat-
tendicke, Stützenbreite, Stützenkopfverstärkung), die Erhöhung der Betonfestigkeit 
oder des Längsbewehrungsgrades gesteigert werden. Hierbei sind die beiden letztge-
nannten Maßnahmen jedoch weniger wirkungsvoll, da ihr Einfluss unterproportional 
ist. Da eine Anpassung der Bauteilabmessungen in der Regel architektonisch uner-
wünscht ist und aufgrund des höheren Eigengewichtes der Konstruktion zu größeren 
Beanspruchungen der lastabtragenden Bauteile führt, ist der Einsatz einer Durchstanz-
bewehrung üblich. Hierfür stehen verschiedene Formen der Durchstanzbewehrung zur 
Auswahl, die je nach Anwendungsbereich Vorteile aufweisen. 
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Bügel und Schrägaufbiegungen 
Für den Einsatz im Durchstanzbereich sind in den internationalen Regelwerken zu-
meist geschlossene Bügel (Bild 2-12, links) oder Schrägaufbiegungen aus Betonstahl 
zugelassen. Üblicherweise wird gefordert, dass die Bügel die äußeren Lagen der Bie-
gebewehrung umschließen, um ausreichend wirksam verankert zu sein. Allerdings zei-
gen Versuchsergebnisse, dass bei schlupfarmer Ausführung und der Anordnung eines 
Längsstabes in jeder Bügelecke das Umschließen einer Bewehrungslage ausreichend 
ist. Ebenso können offene Bügel mit 180°-Abbiegungen (Bild 2-12, rechts) in der Zug-
zone eine gute Verankerung darstellen [57]. Insbesondere in dünnen Platten erreichen 
Bügel in der Regel nicht die Streckgrenze, da die Verankerungsqualität der abgeboge-
nen Bügelschenkel nicht ausreichend ist. Mit zunehmender Nutzhöhe wird die Veran-
kerung entlastet, da ein Teil der Beanspruchung bereits über Verbund in den Beton 
eingetragen werden kann. Aus diesem Grund wird die effektive Bemessungsspannung 
der Bügel in Abhängigkeit der statischen Nutzhöhe bestimmt. Zusätzlich ist der Bügel-
durchmesser auf die statische Nutzhöhe der Platte abzustimmen, da mit zunehmendem 
Stabdurchmesser bei gleicher Nutzhöhe die Verankerungsqualität sinkt.  
Schrägaufbiegungen werden heutzutage in Deutschland nur noch in Sonderfällen ver-
wendet. Aus diesem Grund werden sie in dieser Arbeit nicht weiter behandelt.  
  
Bild 2-12: Bügelbewehrungsformen für den Durchstanzbereich 
Doppelkopfanker und Dübelleisten 
Doppelkopfanker und Dübelleisten (Bild 2-13) werden als Durchstanzbewehrung in 
Flachdecken und Fundamenten aus Stahl- und Spannbeton eingesetzt, wobei die De-
cken aus Ortbeton oder aus Fertigteilplatten mit Ortbetonergänzung ausgeführt werden 
können. Bei einer Anordnung in Fertigteilplatten sind die Anker zusätzlich als Ver-
bundbewehrung wirksam. Die Bemessung und konstruktive Durchbildung ist in den 
bauaufsichtlichen Zulassungen des Deutschen Instituts für Bautechnik (DIBt) geregelt 
([6], [7], [9]). 
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Doppelkopfanker bestehen aus glattem oder profiliertem Betonstahl und weisen an 
ihren Enden aufgestauchte Köpfe auf. Die Größe der Ankerköpfe ist auf die Stahlfes-
tigkeit des Ankerschaftes abgestimmt. Für Anker aus Betonstahl BSt 500 ermöglicht 
der Kopfdurchmesser dk = 3,0ds die Ausnutzung des Nennwertes der Streckgrenze des 
Ankers, ohne dass ein vorzeitiges Verankerungsversagen infolge einer zu hohen Un-
terkopfpressung des Betons eintritt. Der Einsatz von glatten Ankern ist auf Platten mit 
einer statischen Nutzhöhe von maximal 300 mm begrenzt, da infolge der schlechteren 
Verbundeigenschaften des Ankerschaftes mit größeren Rissbreiten im Durchstanzbe-
reich und damit einhergehend größeren Plattenrotationen zu rechnen ist.  
Umfangreiche experimentelle Untersuchungen mit Doppelkopfankern und Dübelleis-
ten als Durchstanzbewehrung wurden seit 1971 in Kanada [39] und später auch in 
Deutschland (z.B. [13], [113], [19]) durchgeführt. Die Ergebnisse belegen, dass die 
bessere Verankerung der Doppelkopfanker über die aufgestauchten Köpfe zu einer 
Traglaststeigerung gegenüber Bügeln führt. Dies ist im Wesentlichen auf die schlupf-
ärmere Verankerung und die damit verbundenen geringeren Schubrissbreiten zurück-
zuführen. Zusätzlich erhöhen Doppelkopfanker die Rotationsfähigkeit der Druckzone. 
Insbesondere in dünnen Platten sind Doppelkopfanker deutlich wirksamer als eine 
Durchstanzbewehrung aus Bügeln.  
Die gewählte Anordnung der Doppelkopfanker im Durchstanzbereich hat Einfluss auf 
die Durchstanztragfähigkeit. Um eine möglichst hohe Verlegegenauigkeit zu erreichen, 
werden die Doppelkopfanker üblicherweise in Standardelementen aus zwei oder drei 
Ankern vorgefertigt und ausgeliefert. Hierzu werden die Anker mit den zulässigen An-
kerabständen auf eine dünne Stahlleiste aufgeschweißt. Der Einbau der Anker kann 
sowohl nach dem Verlegen der Biegebewehrung von oben oder vorab direkt auf der 
Schalung erfolgen. Die Länge der Doppelkopfanker ergibt sich aus dem Abstand der 
Außenkanten der oberen und unteren Bewehrung. In Deutschland sind die Doppel-
kopfanker sternförmig um die Lasteinleitungsfläche anzuordnen, während in Nordame-
rika eine Anordnung nur in den Hauptachsen, parallel zu den Stützenkanten, erfolgt. 
Dübelleisten bestehen aus einer kompakten Stahlleiste, auf die glatte oder gerippte 
Kopfbolzendübel aufgeschweißt werden. Die Stahlleiste wird in der Betondruckzone 
angeordnet und bindet in die Stütze ein. Hierdurch kann die Stahlleiste die Beton-
druckzone bei niedrigen Längsbewehrungsgraden entlasten und einen zusätzlichen 
Traganteil liefern. Die glatten Kopfbolzendübel haben in der Regel eine niedrigere 
Festigkeit als Doppelkopfanker aus Betonstahl, weshalb der Kopfdurchmesser in die-
sen Fällen auf 2,5ds reduziert wird. 
Doppelkopfanker nach Zulassung auf Grundlage von DIN 1045-1 ermöglichen je nach 
Kopfgröße eine Steigerung der Durchstanztragfähigkeit von 60 % bis 90 % gegenüber 
einer Platte ohne Durchstanzbewehrung. Neben der erhöhten Tragfähigkeit der Dop-
pelkopfanker haben insbesondere der deutlich einfachere und schnellere Einbau der 
Elemente zu einer weiten Verbreitung geführt. 
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Der steigende Einsatz von Halbfertigteilen im Hochbau erfordert zusätzlich den Nach-
weis der Schubkraftübertragung in der Fuge zwischen Fertigteil und Ortbeton. Hier-
durch treten im Durchstanzbereich zusätzliche Beanspruchungen auf, die von der 
Durchstanzbewehrung aufgenommen oder bei nicht ausreichendem Querschnitt durch 
zusätzliche Verbundbewehrung (in der Regel Gitterträger) abgedeckt werden müssen.  
 
Bild 2-13:  Doppelkopfanker (links), Dübelleiste (Mitte) und Anordnung im Bereich 
einer Innenstütze 
Gitterträger 
Gitterträger wurden ursprünglich als Verbund- und Transportbewehrung für den Ein-
satz in Elementdecken entwickelt. Inzwischen können Gitterträger je nach Ausführung 
als Verbund-, Querkraft- und Durchstanzbewehrung in Fertigteilen oder Ortbeton ein-
gesetzt werden ([2], [3]). Gitterträger bestehen üblicherweise aus einem Obergurtstab 
und zwei Untergurtstäben zwischen denen zwei Diagonalstäbe verlaufen, die mit den 
Gurten kraftschlüssig verschweißt sind. Diese Diagonalstäbe bilden je nach Ausfüh-
rung abwechselnde Diagonalen (Gitterträger KT oder E) oder abwechselnd Vertikal- 
und Diagonalstäbe (Gitterträger KTS oder EQ) (Bild 2-14).  
 
 
Bild 2-14:  Gitterträger E bzw. KT (links) und Gitterträger EQ bzw. KTS (rechts) 
Für den Einsatz im Durchstanzbereich sind nur Gitterträger mit einer Vertikal-/Dia-
gonalstab-Kombination (Gitterträger EQ und KTS) zugelassen; für den Durchstanzwi-
derstand dürfen nur die zum Auflager (Stütze) ansteigenden Diagonalen berücksichtigt 
werden. Ein Einbau parallel zum Auflagerrand ist ebenfalls möglich, wobei in diesen 
Fällen in den aktuellen Zulassungen die parallel zum Auflagerrand angeordneten Dia-
gonalstäbe für den Lastabtrag nicht angesetzt werden dürfen. Da die Gitterträger die 
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Biegezug- und Biegedruckbewehrung nicht kraftschlüssig umschließen und keine 
Durchstanzversuche auf dem Niveau der maximalen Durchstanztragfähigkeit vorlagen, 
wurde in den aktuellen Zulassungen nach DIN 1045-1 die mögliche Traglaststeigerung 
im Durchstanzbereich auf 25 % gegenüber einer Platte ohne Durchstanzbewehrung 
begrenzt. Zusätzlich wird gefordert, dass eine Lage der oberen Biegebewehrung in 
Höhe der Gitterträgerobergurte zu verlegen ist, um den Verankerungspunkt der Gitter-
trägerdiagonalen in der Nähe des Schwerpunkts der Biegebewehrung anzuordnen. 
Filigran Durchstanzbewehrung 
Eine Weiterentwicklung der Gitterträger für den Einsatz im Durchstanzbereich ist die 
Filigran Durchstanzbewehrung (Bild 2-15), die höhere Durchstanztragfähigkeiten als 
herkömmliche Gitterträger ermöglicht. Dies wird im Wesentlichen durch eine verbes-
serte Verankerung in der Zugzone erreicht. Im Gegensatz zu üblichen Gitterträgern 
wird der Diagonalstab über den Obergurt hinaus bis zur oberen Biegebewehrungslage 
geführt. Hierdurch ergibt sich ein weiterer Verankerungspunkt, der die Verankerungs-
qualität gegenüber herkömmlichen Gitterträgern deutlich verbessert. Dies spiegelt sich 
in der Zulassung nach DIN 1045-1 [8] unter anderem in einer möglichen Traglaststei-
gerung von 70 % gegenüber einer Platte ohne Durchstanzbewehrung wider. Zusätzlich 
darf die obere Bewehrung vollständig auf den Obergurten gestapelt werden, solange 
diese den maximalen Diagonalenüberstand von 4 cm nicht übersteigt. 
 
 
Bild 2-15: Filigran Durchstanzbewehrung 
KTP-Gitterträger 
Die geringe Traglaststeigerung herkömmlicher Gitterträger im Durchstanzbereich 
schränkt den Einsatzbereich gegenüber anderen Durchstanzbewehrungsformen stark 
ein. Aus diesem Grund wurde in den letzten beiden Jahren von der B-Tec Concept 
GmbH in Zusammenarbeit mit dem Ingenieurbüro H+P Ingenieure GmbH & Co. KG 
und dem Institut für Massivbau der RWTH Aachen ein neuer Gitterträgertyp entwi-
ckelt und bis zur Zulassungsreife gebracht. Neben der Ermittlung der Durchstanztrag-
fähigkeit wurde zusätzlich untersucht, wie sich gegenüber den Regelungen nach 
DIN 1045-1 erhöhte Abstände der Gitterträger und eine vollständige Stapelung der 
Biegebewehrung auf den Gitterträgerobergurten auf den Durchstanzwiderstand aus-
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wirken. Die durchgeführten Durchstanzversuche an Innenstützen und einer Randstütze 
(siehe auch Kapitel 3 und 4.6) belegen, dass trotz fehlender Umschließung der Biege-
bewehrung eine Traglaststeigerung über das Niveau von Bügeln hinaus möglich ist 
[65]. Die bauaufsichtliche Zulassung liegt noch nicht vor, wird aber derzeit erarbeitet.  
Der neu entwickelte KTP-Gitterträger stellt eine Weiterentwicklung der KTS-Gitter-
träger dar. Der Einsatz ist sowohl im Durchstanzbereich von Flachdecken als auch als 
Querkraft- und Verbundbewehrung in Elementdecken und Ortbetondecken möglich. 
Die KTP-Gitterträger zeichnen sich durch den horizontalen Verlauf der Diagonalstäbe 
im Bereich des Obergurtes aus, der für alle Gitterträgerhöhen konstant gehalten wird 
(Bild 2-16). Im Vergleich zu anderen Gitterträgern ergeben sich dadurch steilere Nei-
gungen der Diagonalstäbe. Die experimentellen Untersuchungen belegen, dass der 
rechnerische Durchstanzwiderstand auch erreicht wird, wenn die Biegezugbewehrung 
vollständig auf den Obergurten der Gitterträger verlegt wird. Dies stellt eine deutliche 
Vereinfachung der Bewehrungsarbeiten im Vergleich zu herkömmlichen Gitterträgern 
dar. Weiterhin darf für Platten bis zu einer statischen Nutzhöhe von 210 mm der ma-
ximale Abstand der Gitterträger gegenüber DIN 1045-1 vergrößert werden. Hierdurch 
ist es möglich auch in dünnen Platten zwischen zwei KTP-Gitterträger einen Montage-
gitterträger zu positionieren. 
 
 
Bild 2-16: KTP-Gitterträger 
Stahlbleche 
Eine weitere Neuentwicklung stellt die Durchstanzbewehrung aus Stahlblechen von 
Prof. Günther dar, die an der FH Gießen erarbeitet wurde [52]. Hierbei handelt es sich 
um abgewinkelte Stahlbleche, die mit Bügeln aus Betonstahl BSt 500 zu einem Durch-
stanzsystem verbunden werden (Bild 2-17). Die Stahlbleche weisen im unteren Teil 
zwei Bohrungen auf, durch die je Blech zwei Bewehrungsstäbe (Ø10 mm oder 
Ø12 mm) der unteren Bewehrung geführt werden. Im oberen Teil des Stahlbleches ist 
eine Nut eingestanzt, in die nach dem Verlegen der oberen Bewehrung ein oder zwei 
Bügel Ø6 mm eingehängt werden. Die Bügel werden durch einen Sicherungsclip in 
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ihrer Lage gehalten. Je nach Beanspruchung können die Stahlbleche in Dicken von 
3 mm oder 5 mm ausgeführt werden. Das Durchstanzsystem ist insbesondere für den 
Einsatz in Fertigteilplatten entwickelt worden und dient daher gleichzeitig als Ver-
bundbewehrung. Die Kombination aus Stahlblech und Bügel führt zu einer optimierten 
Fertigung von Elementdecken mit Durchstanzbewehrung, da die Teilung der Bleche 
eine einfachere Handhabung in der Umlauffertigung ermöglicht. Zusätzlich ergeben 
sich kleinere Transporthöhen, da die Bleche nicht bis zur oberen Bewehrungslage rei-
chen. Experimentelle Untersuchungen an der FH Gießen und der RWTH Aachen bele-
gen, dass die Durchstanztragfähigkeit der Stahlbleche das Niveau von Doppelkopfan-
kern erreichen kann.  
 
 
Bild 2-17: Durchstanzbewehrung aus Stahlblechen und Bügeln von Prof. Günther 
Stahleinbauteile 
Neben Durchstanzbewehrungsformen aus Betonstahl sind auch Konstruktionen aus 
Baustahl im Durchstanzbereich einsetzbar. Aufgrund der zumeist höheren Herstellkos-
ten der Stahleinbauteile ist der Einsatz jedoch meistens auf Spezialanwendungen be-
grenzt. Die Vorteile der Stahleinbauteile liegen in der Vorfertigung und dem damit 
verbundenen schnelleren Einbau auf der Baustelle. Zum Teil werden die Stahleinbau-
teile in Verbindung mit Verbundstützen eingesetzt, bei denen die „Durchstanzbeweh-
rung“ direkt am oberen Ende der Stahlverbundstütze befestigt wird. Durch die ver-
gleichsweise kleinen Stützendurchmesser der Stahlverbundstützen ist eine Ausführung 
mit anderen Durchstanzbewehrungsformen häufig nicht möglich. Der maximale 
Durchstanzwiderstand der Stahleinbauteile hängt im Wesentlichen von der Steifigkeit 
bzw. Stahlmenge des Einbauteils und nicht von der Durchstanztragfähigkeit der Platte 
ab. Hierdurch können Stahleinbauteile auch bei großen Durchstanzbeanspruchungen 
eingesetzt werden. In Deutschland werden bisher die drei Systeme Geilinger-Stahlpilz 
[11], s+v - Verbundkreuz [90] und Tuchschmid-Walm [10] eingesetzt. Die Systeme 
Geilinger und Tuchschmid sind bauaufsichtlich zugelassen. In Nordamerika ist zusätz-
lich der Einsatz von gekreuzten Walzprofilen (shearheads) üblich, deren Bemessung in 
der amerikanischen Norm ACI 318-08 [12] explizit geregelt wird.  
Der Geilinger-Stahlpilz besteht aus gekreuzten Hauptträgern mit rechteckigem Voll-
querschnitt und umlaufenden U-Profilen (Nebenträger), die an die Hauptträger ange-
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schweißt sind (Bild 2-18, links). Bei hohen Lasten oder großen Stützenabmessungen 
ist auch die Auflösung des Hauptträgers in zwei Hauptträger möglich. Der Geilinger-
Stahlpilz beteiligt sich vollständig am Momenten- und Querkraftabtrag. Während so-
wohl Haupt- als auch Nebenträger zur Momentenaufnahme beitragen, können für den 
Querkraftabtrag in die Stütze nur die Hauptträger angesetzt werden. 
Der Tuchschmid-Walm besteht aus halbierten Walzprofilen (Flügel), die über beidsei-
tig an die Stege angeschweißte Flachstähle (Zugbügel) mit einander verbunden werden 
(Bild 2-18, Mitte). Der Tuchschmid-Walm wird aus vier oder sechs Flügelprofilen zu-
sammengesetzt und über der Stütze angeordnet. Der Walm beteiligt sich ausschließlich 
am Querkraftabtrag.  
Das s+v - Verbundkreuz besteht aus gekreuzten Hauptträgern mit rechteckigem Voll-
querschnitt an die seitlich zwei Reihen Kopfbolzendübel als Verbundmittel ange-
schweißt sind (Bild 2-18, rechts). An den Enden der Hauptträger befinden sich zusätz-
lich im unteren Bereich angeschweißte Auflagerteller. Bei hohen Beanspruchungen 
werden seitlich neben den Hauptträgern zusätzlich Doppelkopfanker angeordnet und 
eine verstärkte untere Bewehrung ausgeführt.  
Die Stahleinbauteile wirken wie eine Stützenkopfverstärkung, die den kritischen 
Durchstanzkegel nach außen verlagert und somit die Durchstanztragfähigkeit erhöht. 
Bei einer ausreichenden Steifigkeit der Stahleinbauteile tritt dabei das Versagen außer-
halb des Einbauteiles auf. Soll die Durchstanztragfähigkeit weiter gesteigert werden, 
ist der Einsatz einer konventionellen Durchstanzbewehrung außerhalb der Stahleinbau-
teile denkbar. In der Schweiz wird z.B. der Geilinger-Stahlpilz in Verbindung mit 
Doppelkopfankern eingesetzt, was insgesamt zu einer erhöhten Tragfähigkeit der Ein-
zelsysteme führt. Infolge der hierdurch auftretenden höheren Beanspruchungen des 
Stahleinbauteils ist eine vertiefte Kenntnis des Lastabtrages und der Einflussparameter 
auf die Tragfähigkeit der unterschiedlichen Systeme zwingend erforderlich, um eine 
sichere Bemessung zu erreichen. Darüber hinaus ist die Fachkompetenz des Herstellers 
nachzuweisen.  
   
Bild 2-18: Stahleinbauteile: Geilinger-Stahlpilz (links), Tuchschmid-Walm (Mitte) und 
s+v - Verbundkreuz (rechts) 
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2.4 Vorspannung 
Flachdecken mit Stützweiten von mehr als 7,0 m werden häufig in Spannbeton ausge-
führt, um die Durchbiegungsbeschränkungen einhalten zu können. Die Vorspannung 
wird dabei zumeist so ausgelegt, dass die Durchbiegung infolge Eigengewicht durch 
die Vorspannung ausgeglichen wird. Die erforderliche Biegetragfähigkeit stellt die 
ohnehin erforderliche Betonstahlbewehrung sicher.  
In Deutschland kommen ausschließlich Spannglieder ohne Verbund in Form von Mo-
nolitzen (z.B. [4]) oder Spannbändern zum Einsatz (z.B. [41]). Die 7-drähtigen Spann-
stahllitzen werden werkseitig mit einem Korrosionsschutz versehen und mit einem PE-
Mantel umschlossen. Die Verankerung erfolgt in der Regel an den Plattenrändern über 
Ankerplatten und Ankerbüchsen aus Stahl, wobei die Vorspannkraft von der Litze über 
Keile oder aufgestauchte Köpfe in die Ankerbüchse eingeleitet wird.  
Bei einer gleichmäßigen Verteilung der Spannglieder über die Plattenbreite, erzeugen 
die nach unten gerichteten Umlenkkräfte im Feldbereich der Stützstreifen hohe Bean-
spruchungen, die durch zusätzliche Spannglieder aufzunehmen sind (Bild 2-19, a). 
Wirtschaftlicher ist eine Anordnung der Spannglieder konzentriert in den Stützstreifen 
(b) oder in Ausnahmefällen eine Auslagerung von bis zu 30 % der Spannglieder in die 
Feldstreifen. In Nordamerika werden die Spannglieder zumeist in einer Richtung kon-
zentriert in den Stützstreifen verlegt und in der anderen Richtung gleichmäßig über die 
Plattenbreite verteilt (c). Hierdurch ergibt sich ein überwiegend einachsiger Lastabtrag.  
 
Bild 2-19:  Typische Anordnungen von Spanngliedern in Flachdecken 
Anstelle oder in Kombination mit einer Durchstanzbewehrung führt der Einsatz einer 
Vorspannung zu einer Erhöhung der Durchstanztragfähigkeit. Der günstige Einfluss 
der Vorspannung wird dabei üblicherweise über den Vertikalanteil der geneigten 
Spannglieder in Stützennähe, der von der einwirkenden Beanspruchung abgezogen 
werden darf, und einem traglaststeigernden Anteil auf der Widerstandsseite erfasst. 
Während sich die Ermittlung des Vertikalanteils der geneigten Spannglieder aus-
schließlich in der Wahl des Nachweisschnittes unterscheidet, werden für die günstige 
Wirkung der Vorspannung auf der Widerstandsseite in der Literatur unterschiedliche 
Ansätze angegeben:  
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• Erhöhung der Durchstanztragfähigkeit durch einen additiven Anteil, der von der 
Normalspannung σc abhängt (z.B. DIN 1045-1, Eurocode 2, ACI 318-08); 
• Berücksichtigung einer zusätzlichen Vertikalkraft, die aus dem Dekompressi-
onsmoment abgeleitet wird (z.B. FIP Recommendations [43], [26]); 
• Vertikalanteil eines Sprengwerks nach ZINK [117] , abgeleitet an Spannbeton-
balken. 
Zur Ermittlung der Vertikalkomponente werden in den Regelwerken unterschiedliche 
Angaben gemacht. Während die Normen den Vertikalanteil der Spannglieder, die den 
kritischen Rundschnitt schneiden, aus der Neigung im Nachweisschnitt ermitteln, wird 
in den FIP Recommendations [43] die Neigung im Abstand 0,5h vom Stützenrand an-
gesetzt. Da die Wirkung der Vorspannung unabhängig von der in den Normen gewähl-
ten Lage der Nachweisschnitte sein sollte, ist dieses unterschiedliche Vorgehen me-
chanisch nicht gerechtfertigt.  
 
Bild 2-20: Vertikalanteil eines Spanngliedes als Summe der Umlenkkräfte, die direkt 
in die Stütze eingeleitet werden 
Der Einfluss der Betonnormalspannung wird in den internationalen Normen ebenfalls 
unterschiedlich berücksichtigt. Dies ist im Wesentlichen auf die Definition des kriti-
schen Rundschnitts zurückzuführen. In Bild 2-21 ist der Traganteil Vcp infolge der 
Normalspannung aus Vorspannung σc in Abhängigkeit der Stützenbreite für runde und 
quadratische Stützen dargestellt. Es zeigt sich, dass für große Stützenabmessungen der 
Traganteil der Betonnormalspannung nach ACI 318-08 höher ist als in den europäi-
schen Ansätzen. Insbesondere bei quadratischen Stützen kommt es infolge der in den 
europäischen Normen abgerundeten Rundschnitten zu deutlicheren Unterschieden. 
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Bild 2-21: Vergleich der Traganteile infolge Normalspannung σc für unterschiedliche 
Normen (d = 200 mm, links: runde Stütze, rechts: quadratische Stütze) 
Die Dekompressionsmethode beschreibt den Einfluss der Vorspannung mit Hilfe der 
Betonrandspannung. Aus der Betondruckspannung infolge Vorspannung kann in Ab-
hängigkeit des Versuchsstandes oder des Systems eine Vertikallast ermittelt werden, 
die diese Spannung gerade aufhebt. In der Literatur finden sich unterschiedliche Vor-
gehensweisen zur Anwendung der Dekompressionsmethode (z.B. [43], [26]). 
Anstelle eines Normalspannungsanteils beschreibt ZINK [117] den Einfluss der Vor-
spannung über einen Sprengwerkanteil. Das Sprengwerk bildet sich vom Schnittpunkt 
des Spanngliedes mit der Auflagerachse zur Betondruckzone im Bereich der Lastein-
leitung aus. Bei geneigten Spanngliedern tritt zusätzlich ein Vertikalanteil der Vor-
spannkraft auf, der berücksichtigt werden kann. Für die Durchstanztragfähigkeit von 
vorgespannten Platten im Bereich von Randstützen wurde dieser Einfluss von 
TUCHLINSKI [110] näher untersucht.  
  
Bild 2-22: Ausbildung eines Sprengwerks bei vorgespannten Balken nach ZINK [117] 
Obwohl es in der Literatur einige vorgespannte Versuche mit Durchstanzbewehrung 
gibt, ist bisher ungeklärt, inwieweit die einzelnen Traganteile aus Vorspannung und 
Durchstanzbewehrung addiert werden können. Insbesondere für die maximale Durch-
stanztragfähigkeit vorgespannter Flachdecken sind bisher kaum Untersuchungen 
durchgeführt worden. In den internationalen Regelwerken werden aus diesem Grund 
konservative Annahmen getroffen. 
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2.5 Tragwirkung einer Durchstanzbewehrung 
Zur Beschreibung der Wirkung einer Durchstanzbewehrung auf den Durchstanzwider-
stand werden in der Regel Fachwerkmodelle verwendet. Hierin werden die Zugstreben 
von der Durchstanzbewehrung und der Biegezugbewehrung sowie die Druckstreben 
vom Beton gebildet. Ausgehend vom Fachwerkmodell von MÖRSCH mit unter 45° 
geneigten Druckstreben und vertikalen Zugstreben sind in der Literatur veränderte 
Fachwerkmodelle unter Berücksichtigung eines Betontraganteils zu finden. Die Mo-
delle wurden dabei in der Regel aus Versuchsreihen abgeleitet. In einigen Fällen wird 
der Betontraganteil auch in Form eines reduzierten Druckstrebenwinkels berücksichtigt 
(z.B. Querkraftbemessung mit veränderlicher Druckstrebenneigung). Grundsätzlich 
wird zwischen Traganteilen aus einem Aufhängefachwerk im unmittelbaren Stützenbe-
reich und einer Fachwerktragwirkung von Bewehrungsreihe zu Bewehrungsreihe un-
terschieden (Bild 2-23).  
  
Bild 2-23:  Typische Fachwerkmodelle zur Beschreibung des Tragverhaltens einer 
Durchstanzbewehrung 
Neben der Neigung der Druckstreben (Anzahl der sich am Lastabtrag beteiligenden 
Bewehrungselemente) und der Größe des Betontraganteils stellt die wirksame Stahl-
spannung der Durchstanzbewehrung den dritten Einflussparameter auf die Tragfähig-
keit der Durchstanzbewehrung dar. Hiermit wird die Effektivität der Durchstanzbe-
wehrung in Abhängigkeit der Verankerungsqualität berücksichtigt. 
In den internationalen Normen werden zur Ermittlung des erforderlichen Bewehrungs-
querschnitts sehr unterschiedliche Bemessungsmodelle verwendet. Während in 
SIA 262 [104] die erforderliche Bewehrungsmenge aus dem klassischen 45°-Fachwerk 
ohne Betontraganteil ermittelt wird, setzt Eurocode 2 ein 33°-Fachwerk mit zusätzli-
chem Betontraganteil an. Demgegenüber verwendet DIN 1045-1 ein 45°-Fachwerk-
modell mit je Nachweisschnitt veränderlichem Betontraganteil (analog zu einer Schub-
kraftdeckungslinie). In den übrigen Normen wird die erforderliche Bewehrungsmenge 
in einem Nachweisschnitt ermittelt und ohne Abstufung im gesamten Durchstanzbe-
reich angeordnet. 
2.6 Bemessungsmodelle in Normen 
Normative Bemessungsansätze müssen in ihrer Anwendung möglichst einfach und 
verständlich konzipiert werden, um praxistauglich zu sein. Aus diesem Grund enthal-
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ten sie zumeist Vereinfachungen gegenüber genaueren mechanischen Modellen. Dabei 
müssen sie die Haupteinflussparameter im gesamten Anwendungsbereich richtig be-
rücksichtigen, um ein ausreichendes Sicherheitsniveau zu erreichen. Dies führt dazu, 
dass überwiegend empirische oder halbempirische Modelle in die Normen Einzug fan-
den, da sie an Versuchsergebnissen kalibriert und mit einem ausreichenden Sicher-
heitsabstand belegt werden können.  
Die normativen Bemessungsansätze ermitteln die Durchstanztragfähigkeit ohne 
Durchstanzbewehrung entlang festgelegter Rundschnitte. Die einwirkende Querkraft 
wird als gleichmäßig über den Rundschnitt verteilt angenommen und ggf. mit einem 
Lasterhöhungsfaktor zur Berücksichtigung einer nichtrotationssymmetrischen Quer-
kraftverteilung multipliziert. In einigen Fällen wird die Momenten-Querkraft-
Interaktion direkt durch die Überlagerung der resultierenden Schubspannungen infolge 
Momenten- und Querkrafteinwirkung ermittelt. Der Abstand des Nachweisschnittes 
vom Stützenrand variiert in internationalen Normen zwischen 0,5d und 2,0d. Hierbei 
ist festzuhalten, dass die Lage des kritischen Rundschnittes in der Regel nicht den Nei-
gungswinkel des Versagensrisses beschreibt, sondern prinzipiell in Grenzen frei wähl-
bar ist und somit keine eindeutige physikalische Bedeutung hat.  
Das Durchstanzversagen ähnelt zumindest bei Flachdecken ohne Durchstanzbeweh-
rung dem Schubversagen bei Balken und wird von den gleichen Einflussparametern 
bestimmt. Aus diesem Grund werden häufig grundsätzlich ähnliche Bemessungsglei-
chungen verwendet. An die Stelle der Balkenbreite tritt dann die Länge des kritischen 
Rundschnitts.  
 
Bild 2-24: Versagensarten beim Durchstanzen von Flachdecken 
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Wird die Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung überschritten, kann 
Durchstanzbewehrung angeordnet werden. Im Gegensatz zum Durchstanznachweis 
ohne Durchstanzbewehrung, bei dem das Versagen durch die Ausbildung des Durch-
stanzkegels in Richtung des Stützenanschnitts räumlich festgelegt ist, sind beim 
Nachweis mit Durchstanzbewehrung drei Versagensarten an drei unterschiedlichen 
Versagensorten möglich (Bild 2-24). Der Nachweis außerhalb des durchstanzbewehr-
ten Bereichs legt die Länge des Bereichs mit Durchstanzbewehrung fest und wird in 
Analogie zum Nachweis ohne Durchstanzbewehrung geführt. Während sich die unter-
schiedlichen Normen in diesem Nachweis kaum unterscheiden, sind bei der Ermittlung 
der erforderlichen Durchstanzbewehrungsmenge und der maximalen Durchstanztrag-
fähigkeit erhebliche Unterschiede festzustellen. Die Durchstanztragfähigkeit der 
Durchstanzbewehrung unterscheidet sich in den angesetzten Neigungswinkeln der un-
terstellten Fachwerkmodelle und dem additiv berücksichtigten Betontraganteil. Beim 
maximalen Durchstanzwiderstand werden zwei grundsätzlich unterschiedliche Ansätze 
verfolgt: Entweder wird der maximale Durchstanzwiderstand in Analogie zur Quer-
krafttragfähigkeit als Druckstrebentragfähigkeit am Stützenanschnitt oder als ein Viel-
faches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung ermittelt.  
Im Folgenden wird ein Überblick über die Regelungen aktueller Normen zum Durch-
stanzen gegeben. Neben den international bekannten Regelungen des amerikanischen 
ACI 318-08 [12] werden die Regelungen aus DIN 1045-1 [36] und dem in wenigen 
Jahren für Europa maßgebenden Eurocode 2 [38] zusammengestellt. Darüber hinaus 
wird das Bemessungskonzept aus SIA 262 [104] betrachtet, da es aus dem Modell von 
MUTTONI abgeleitet ist und zusätzliche Einflussfaktoren berücksichtigt. 
DIN 1045-1 [36] 
Die deutsche Stahl- und Spannbetonnorm DIN 1045-1 gibt Bemessungsgleichungen 
gegen Durchstanzen für Flachdecken und Fundamente ohne und mit Durchstanzbe-
wehrung an. Die Durchstanzbewehrung kann aus geschlossenen Bügeln oder Schräg-
aufbiegungen bestehen. Die Bemessung anderer Durchstanzbewehrungsformen ist 
durch allgemeine bauaufsichtliche Zulassungen des Deutschen Instituts für Bautechnik 
(DIBt) zu regeln. Bei der Anwendung von DIN 1045-1 ist zusätzlich das Heft 525 [33] 
des Deutschen Ausschuss für Stahlbeton (DAfStb) zu beachten. Es enthält neben den 
Erläuterungen der Normtexte zusätzliche Regelungen und Spezifikationen.  
DIN 1045-1 definiert eine gegenüber der Querkrafttragfähigkeit liniengelagerter Plat-
ten erhöhte Durchstanztragfähigkeit im Bereich der Lasteinleitungsfläche. Diese er-
höhte Durchstanztragfähigkeit ist auf die mehrachsiale Beanspruchung des Betons im 
unmittelbaren Lasteinleitungsbereich relativ kleiner Lasteinleitungsflächen zurückzu-
führen. Mit zunehmendem Abstand vom Stützenrand nimmt die mehrachsiale Bean-
spruchung ab und die Tragfähigkeit reduziert sich auf die Querkrafttragfähigkeit li-
niengelagerter Platten. Der Übergangsbereich erstreckt sich über eine Länge von 3,5d.  
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Mit zunehmender Größe der Lasteinleitungsfläche reduziert sich ebenfalls die meh-
rachsiale Beanspruchung des Betons. Aus diesem Grund wird der Umfang der Lastein-
leitungsfläche auf 11d begrenzt (Bild 2-25, rechts). Die darüber hinaus reichenden 
Umfangslängen dürfen mit der Querkrafttragfähigkeit in Rechnung gestellt werden 
[33]. Allerdings ist hierzu eine etwa gleichmäßige, rotationssymmetrische Lastanstrah-
lung erforderlich. Entziehen sich größere Bereiche der Lastaufnahme, kann es ansons-
ten zu einer Überschätzung der Tragfähigkeit kommen.  
 
 
Bild 2-25: Definition der Nachweisschnitte nach DIN 1045-1 
Die aufzunehmende Querkraft je Längeneinheit entlang des betrachteten Nachweis-
schnittes ermittelt sich zu: 
u
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β
 (2-4) 
Der Lasterhöhungsfaktor β berücksichtigt eine nicht rotationssymmetrische Querkraft-
verteilung und darf bei Stützweitenunterschieden der angrenzenden Deckenfelder von 
bis zu 25 % zu 1,05 für Innenstützen, 1,40 für Randstützen und 1,50 für Eckstützen 
angenommen werden. Für abweichende Verhältnisse ist das Verfahren nach Heft 525 
(β = 1 + e/c) zu verwenden. VEd ist die einwirkende Stützenkraft und u die Länge des 
betrachteten Rundschnitts. 
Der Durchstanzwiderstand ohne Durchstanzbewehrung vRd,ct ergibt sich längs des kriti-
schen Rundschnitts im Abstand 1,5d vom Stützenrand zu: 
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Hierbei sind γc = 1,5 der Teilsicherheitsbeiwert für Beton, κ = 1 + (200/d)1/2 ≤ 2,0 der 
Maßstabsfaktor (d in mm), ρl der mittlere Längsbewehrungsgrad im betrachteten 
35 
Rundschnitt jedoch nicht größer als 0,02 und 0,50⋅fcd/fyd, fck die charakteristische Zy-
linderdruckfestigkeit, σcd die mittlere Betonnormalspannung (Druck negativ) und d die 
mittlere statische Nutzhöhe.  
Ist die einwirkende Querkraft größer als der Durchstanzwiderstand ohne Durchstanz-
bewehrung, kann Durchstanzbewehrung angeordnet werden. In diesem Fall sind die 
folgenden Grenzwerte zu überprüfen: 
• vRd,max maximaler Durchstanzwiderstand;  
• vRd,sy Durchstanzwiderstand innerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs; 
• vRd,ct,a Durchstanzwiderstand außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs. 
Der maximale Durchstanzwiderstand ergibt sich als ein Vielfaches der Durchstanztrag-
fähigkeit ohne Durchstanzbewehrung im kritischen Rundschnitt ucrit zu: 
ctRdRd vv ,max, 5,1 ⋅=  (2-6) 
Bei der Ermittlung des Durchstanzwiderstandes innerhalb des durchstanzbewehrten 
Bereichs ist zwischen der ersten Bewehrungsreihe im Abstand 0,5d vom Stützenrand 
und den folgenden Bewehrungsreihen mit einem Abstand sw ≤ 0,75d zu unterscheiden. 
u
fA
vv
ydsws
cRdsyRd
⋅⋅
+=
κ
,,
 für die 1. Bewehrungsreihe (2-7) 
w
ydsws
cRdsyRd
su
dfA
vv
⋅
⋅⋅⋅
+=
κ
,,
 für die weiteren Bewehrungsreihen (2-8) 
Dabei sind vRd,c der Betontraganteil entsprechend Gl. (2-5), κs⋅Asw⋅fyd die Bemessungs-
kraft der Durchstanzbewehrung im Bereich des untersuchten Nachweisschnittes, 



≤
≥
−
⋅+=
0,1
7,0
400
4003,07,0 dsκ  ein Beiwert zur Berücksichtigung der Wirksamkeit der 
Durchstanzbewehrung, u die Länge des betrachteten Nachweisschnittes und sw der ra-
diale Abstand zwischen den Bewehrungsreihen. 
Die Bemessung erfolgt damit auf der Basis eines 45°-Fachwerkmodells unter Berück-
sichtigung eines pro Längeneinheit konstanten Betontraganteils. Mit zunehmendem 
Abstand der nachzuweisenden Bewehrungsreihe vom Stützenrand nehmen der Umfang 
und damit der Betontraganteil zu, so dass sich eine Abstufung der Durchstanzbeweh-
rung analog zu einer Schubkraftdeckungslinie einstellt. Abweichend wird in der ersten 
Bewehrungsreihe nahezu die gesamte Querkraft aufgenommen, dies wurde aus Ver-
suchsbeobachtungen abgeleitet [19]. 
Die Länge des durchstanzbewehrten Bereichs lw wird über die Durchstanztragfähigkeit 
außerhalb der Durchstanzbewehrung vRd,ct,a festgelegt. Der Nachweisschnitt liegt hier-
für im Abstand 1,5d von der letzten Bewehrungsreihe. Aufgrund der mit zunehmen-
dem Abstand von der Stütze abnehmenden mehrachsialen Beanspruchung des Betons, 
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wird der Durchstanzwiderstand über den Beiwert κa auf die Querkrafttragfähigkeit li-
niengelagerter Platten reduziert.  
ctRdaactRd vv ,,, ⋅= κ  (2-9) 
71,0
5,3
29,01 ≥
⋅
⋅
−=
d
lw
aκ  (2-10) 
Die Anordnung der Durchstanzbewehrung aus Bügeln soll im Regelfall möglichst 
gleichmäßig entlang der Nachweisschnitte erfolgen. Es sind in jedem Fall mindestens 
zwei Bewehrungsreihen anzuordnen. Die erste Bewehrungsreihe ist im Abstand 0,5d 
vom Stützenrand und jede weitere Bewehrungsreihe mit einem maximalen Abstand 
von 0,75d einzubauen. Zusätzlich wird in DIN 1045-1 gefordert, dass der Stabdurch-
messer der Durchstanzbewehrung auf die statische Nutzhöhe abzustimmen ist. Hier-
durch wird der Einsatz von wenigen dicken Bewehrungsstäben mit entsprechend 
schlechterer Verankerungsqualität vermieden. 
Eurocode 2 [38] 
Eurocode 2 gibt Bemessungsgleichungen gegen Durchstanzen für Flachdecken und 
Fundamente ohne und mit Durchstanzbewehrung an. Die Durchstanzbewehrung kann 
aus geschlossenen Bügeln oder Schrägaufbiegungen gebildet werden. Um die unter-
schiedlichen Sicherheitsbedürfnisse der Mitgliedsländer zu berücksichtigen, enthalten 
die Regelungen von Eurocode 2 teilweise landesspezifische Anpassungsfaktoren, die 
in einem Nationalen Anhang abweichend festgelegt werden können. 
 
 
Bild 2-26: Definition der Nachweisschnitte nach Eurocode 2  
Das Bemessungskonzept zum Durchstanzen in Eurocode 2 entspricht größtenteils den 
Regelungen in Model Code 90 [29]. Eurocode 2 unterscheidet nicht zwischen der 
Querkraft- und Durchstanztragfähigkeit, sondern übernimmt sinngemäß die Ansätze 
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der Querkraftbemessung und bezieht diese auf unterschiedliche Rundschnitte. Die 
Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung und innerhalb der Durchstanzbe-
wehrung wird in einem Abstand von 2,0d von der Lasteinleitungsfläche ermittelt. Der 
maximale Durchstanzwiderstand ist direkt am Rand der Lasteinleitungsfläche zu ermit-
teln. Die Durchstanztragfähigkeit außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs ergibt 
sich in einem Abstand von 1,5d von der letzten Durchstanzbewehrungsreihe. 
Die einwirkende Schubspannung im betrachteten Nachweisschnitt ergibt sich zu: 
du
V
v
i
Ed
Ed
⋅
⋅
=
β
 (2-11) 
Der Lasterhöhungsfaktor β berücksichtigt eine nicht rotationssymmetrische Querkraft-
verteilung und kann nach drei Verfahren ermittelt werden. Zur Auswahl stehen ein ge-
naues Verfahren unter Ansatz einer plastischen Schubspannungsverteilung, die Ver-
wendung verkürzter Rundschnitte und bei Stützweitenunterschieden der angrenzenden 
Deckenfelder von bis zu 25 % konstante Faktoren. Die konstanten Faktoren unter-
scheiden sich mit Ausnahme des Wertes für Innenstützen (1,15 statt 1,05) nicht von 
den Werten in DIN 1045-1.  
Die Querkrafttragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung vRd,c ergibt sich entlang des 
kritischen Rundschnitts u1 im Abstand 2,0d von der Lasteinleitungsfläche zu: 
( ) cpcpckl
c
cRd kvkfkv σσργ ⋅+≥⋅+⋅⋅⋅⋅= 1min1
3/1
,
10018,0  (2-12) 
Hierbei sind γc = 1,5 der Teilsicherheitsbeiwert für Beton, k = 1 + (200/d)1/2 ≤ 2,0 der 
Maßstabsfaktor (d in mm), ρl der mittlere Längsbewehrungsgrad der Zugbewehrung 
ermittelt in einem Bereich von Stützenbreite zuzüglich 3d je Seite jedoch nicht größer 
als 0,02, fck die charakteristische Zylinderdruckfestigkeit, k1 = 0,10, σcp die mittlere 
Betonnormalspannung (Druck positiv) und vmin = 0,035⋅k2/3⋅fck1/2 eine Mindestquer-
krafttragfähigkeit. Die Mindestquerkrafttragfähigkeit wird bei kleinen Längsbeweh-
rungsgraden in Verbindung mit höheren Betonfestigkeiten maßgebend. 
Aufgrund der relativ großen Entfernung des kritischen Rundschnitts vom Stützenrand 
ergeben sich für kleine Verhältniswerte von Stützenumfang u0 zu statischer Nutzhöhe 
d erheblich höhere Beanspruchungen direkt am Stützenrand (Bild 2-27), die durch den 
maximalen Durchstanzwiderstand vRd,max begrenzt werden sollen. Aus diesem Grund 
ist dieser Nachweis auch für Platten ohne Durchstanzbewehrung zu führen. 
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Bild 2-27: Verhältnis der Schubspannungen entlang der Lasteinleitungsfläche vu,0 und 
im kritischen Rundschnitt vu,krit in Abhängigkeit des bezogenen Stützenum-
fangs und des Abstand des Rundschnitts von der Stütze.  
Ist die einwirkende Querkraft größer als der Durchstanzwiderstand ohne Durchstanz-
bewehrung, kann Durchstanzbewehrung angeordnet werden und es sind die folgenden 
Grenzwerte zu überprüfen: 
• vRd,max maximaler Durchstanzwiderstand;  
• vRd,cs Durchstanzwiderstand innerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs; 
• vRd,out Durchstanzwiderstand außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs. 
Der maximale Durchstanzwiderstand wird in Analogie zur Querkraftbemessung als 
Druckstrebentragfähigkeit definiert und ist direkt am Rand der Lasteinleitungsfläche 
zu ermitteln.  
cd
ck
Rd f
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v ⋅

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16,05,0max,  (2-13) 
Für den Nachweis innerhalb der Durchstanzbewehrung ermittelt Eurocode 2 eine mitt-
lere erforderliche Durchstanzbewehrungsmenge für den gesamten Durchstanzbereich. 
Diese Bewehrungsmenge ist in allen Rundschnitten anzuordnen, solange bis außerhalb 
des durchstanzbewehrten Bereichs die Tragfähigkeit nach Gl. 2-12 erreicht ist. 
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cRdcsRd  (2-14) 
Dabei sind vRd,c der Betontraganteil entsprechend Gl. 2-12, Asw⋅fywd,ef die Bemessungs-
kraft der Durchstanzbewehrung in einem Rundschnitt um die Stütze, fywd,ef = 250 + 
0,25d ≤ fyd (d in mm) der wirksame Bemessungswert der Streckgrenze der Durchstanz-
bewehrung, u1 die Länge des kritischen Rundschnitts im Abstand 2,0d vom Rand der 
Lasteinleitungsfläche, sr ≤ 0,75d der radiale Abstand zwischen den Bewehrungsreihen 
und α der Winkel zwischen Durchstanzbewehrung und Plattenebene. 
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Die erforderliche Durchstanzbewehrungsmenge wird auf Basis eines 33°-Fachwerk-
modells unter Berücksichtigung eines reduzierten, konstanten Betontraganteils ermit-
telt, der im kritischen Rundschnitt bestimmt wird. Dieser Bemessungsansatz wurde 
von REGAN [96] für unterschiedliche Durchstanzbewehrungsformen ausgewertet. Da-
bei unterstellte er unabhängig vom Durchstanzbewehrungstyp einen gleichbleibenden 
Versagensriss, der sich vom Stützenanschnitt unter einem Winkel von 33° ausbildet. 
Die Effektivität der verwendeten Durchstanzbewehrung berücksichtigte er durch un-
terschiedlich große Betontraganteile. 
Der Rundschnitt uout bzw. uout,ef, für den keine Durchstanzbewehrung mehr erforderlich 
ist, befindet sich in einem Abstand k⋅d von der letzten Durchstanzbewehrungsreihe und 
darf wie folgt ermittelt werden. 
dv
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,
β
  (2-15) 
Der empfohlene Wert für den landesspezifischen Faktor k ist 1,5. 
Da Eurocode 2 zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit die Querkrafttragfähigkeit 
liniengelagerter Platten verwendet, ist die Definition eines Übergangsbereichs nicht 
erforderlich.  
Die Anordnung der Durchstanzbewehrung kann nach Eurocode 2 sowohl gleichmäßig 
über den durchstanzbewehrten Bereich als auch konzentriert entlang der Hauptachsen 
erfolgen. Innerhalb des kritischen Rundschnitts bis 2,0d vom Rand der Lasteinleitungs-
fläche ist der maximale tangentiale Abstand auf 1,5d begrenzt. Außerhalb ist eine Be-
grenzung auf 2,0d zu beachten, anderenfalls sind Teilbereiche des Rundschnitts für den 
Querkraftabtrag als unwirksam anzunehmen. Ist Durchstanzbewehrung erforderlich, so 
sind mindestens zwei Bewehrungsreihen vorzusehen. Die erste Bewehrungsreihe ist in 
einem Abstand zwischen 0,3d und 0,5d vom Rand der Lasteinleitungsfläche und jede 
weitere Bewehrungsreihe mit einem maximalen Abstand von 0,75d anzuordnen.  
ACI 318-08 [12] 
Die amerikanische Norm ACI 318-08 gibt Bemessungsgleichungen gegen Durchstan-
zen für Flachdecken und Fundamente ohne und mit Durchstanzbewehrung an. Die 
Durchstanzbewehrung kann aus Bügeln (offen oder geschlossen), Doppelkopfankern 
oder Dübelleisten sowie Stahleinbauteilen (Shearheads) gebildet werden. 
ACI 318-08 definiert eine gegenüber der Querkrafttragfähigkeit liniengelagerter Plat-
ten erhöhte Durchstanztragfähigkeit. Außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs ist 
die Querkrafttragfähigkeit, die 50 % der Durchstanztragfähigkeit beträgt, anzusetzen. 
Ein Übergangsbereich, wie er beispielsweise in DIN 1045-1 definiert ist, wird nicht 
angegeben.  
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Für den untersuchten Nachweisschnitt ist die folgende Ungleichung zu erfüllen: 
n uV Vφ ≥   (2-16) 
Dabei ist φ = 0,75 der Sicherheitsbeiwert für Schub, Vn der Durchstanzwiderstand im 
betrachteten Nachweisschnitt, der sich aus einem Betontraganteil Vc und einem Stahl-
traganteil Vs zusammensetzen kann, und Vu die im betrachteten Nachweisschnitt wir-
kende Bemessungsquerkraft. Der Einfluss einer ungleichförmigen Querkraftverteilung 
infolge einer kombinierten Momenten-Querkraft-Beanspruchung wird durch die Aus-
wertung einer linearen Schubspannungsverteilung berücksichtigt.  
  
Bild 2-28: Definition der Nachweisschnitte nach ACI 318-08  
Für Platten ohne Durchstanzbewehrung ermittelt sich der Durchstanzwiderstand im 
kritischen Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Rand der Lasteinleitungsfläche aus dem 
niedrigsten Wert der folgenden drei Gleichungen: 
'
0
20,17 1c cV f b d
 
= ⋅ + ⋅ ⋅ ⋅ β 
  (2-17) 
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0,083 2sc c
dV f b d
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 α ⋅
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 
 (2-18) 
'
00,33c cV f b d= ⋅ ⋅ ⋅   (2-19) 
Hierbei sind β  das Verhältnis von langer zu kurzer Stützenseite, fc’ die Zylinderdruck-
festigkeit, b0 die Länge des kritischen Rundschnitts, d die mittlere statische Nutzhöhe 
und der Beiwert αs beträgt 40 für Innenstützen, 30 für Randstützen und 20 für Eckstüt-
zen. Die Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung (Gl. 2-19) wird dabei 
doppelt so größer angesetzt wie die Querkrafttragfähigkeit liniengelagerter Platten (Gl. 
2-20). Bei rechteckigen Stützen mit einem Seitenverhältnis von mehr als 2,0 reduziert 
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sich die mittlere Tragfähigkeit entlang des Rundschnitts. Dieser Einfluss wird in ACI 
318-08 mit Gl. 2-17 berücksichtigt, indem die Durchstanztragfähigkeit mit zunehmen-
dem Seitenverhältnis auf den Querkraftwiderstand reduziert wird. Die Durchstanztrag-
fähigkeit ist zudem abhängig vom Verhältnis der Länge des kritischen Rundschnitts 
zur statischen Nutzhöhe. Für große Verhältniswerte reduziert sich der mehrachsiale 
Spannungszustand und die Durchstanztragfähigkeit sinkt. Dieser Einfluss wird mit Gl. 
2-18 berücksichtigt. 
Ist Durchstanzbewehrung erforderlich, so kann diese aus Bügeln, Doppelkopfankern 
bzw. Dübelleisten oder „Shearheads“ bestehen. Die Bemessungsgleichungen und kon-
struktiven Regelungen unterscheiden sich je nach gewählter Durchstanzbewehrungs-
form. Prinzipiell wird von einer Anordnung der Durchstanzbewehrung parallel zu den 
Stützenseitenkanten (entlang der Hauptachsen) ausgegangen. Außerhalb des durch-
stanzbewehrten Bereichs im Abstand 0,5d ist die Querkrafttragfähigkeit liniengelager-
ter Platten (ohne Übergangsbereich) einzuhalten. 
dbfV cc ⋅⋅⋅= 0'17,0   (2-20) 
Bügelbewehrung 
Der Einsatz von Bügeln ist in Platten mit einer statischen Nutzhöhe von mindestens 
150 mm erlaubt, wenn gleichzeitig der Bügeldurchmesser kleiner als 0,0625d ist. Im 
Kommentar zu ACI 318-08 wird darauf hingewiesen, dass ein Umschließen der oberen 
und unteren Längsbewehrung zwingend erforderlich ist. Zusätzlich wird darauf auf-
merksam gemacht, dass die Ausbildung der Verankerung für Plattendicken kleiner als 
250 mm schwierig ist.  
Die Durchstanztragfähigkeit innerhalb des bügelbewehrten Bereichs ergibt sich zu: 
maxn c sV V V V= + ≤   (2-21) 
'
00,17c cV f b d= ⋅ ⋅ ⋅   (2-22) 
v yt
s
A f d
V
s
⋅ ⋅
=   (2-23) 
'
max 00,5 cV f b d= ⋅ ⋅ ⋅   (2-24) 
Hierbei sind Vc der Betontraganteil, Vs der Stahltraganteil, Av die Querschnittsfläche 
der Bügelbewehrung in einem Rundschnitt, fyt ≤ 420 MPa die Streckgrenze der Bügel-
bewehrung und s ≤ 0,5d der radiale Abstand der Bewehrungsreihen. 
Doppelkopfanker und Dübelleisten 
Die bessere Verankerungsqualität von Doppelkopfankern und Dübelleisten gegenüber 
Bügeln führt zu geringeren Schubrissbreiten und damit zu höheren Durchstanztragfä-
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higkeiten. Gegenüber einer Bügelbewehrung können daher ein erhöhter Betontragan-
teil und in Abhängigkeit der radialen Ankerabstände ggf. ein erhöhter maximaler 
Durchstanzwiderstand berücksichtigt werden.  
'
00,25c cV f b d= ⋅ ⋅ ⋅   (2-25) 
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 (2-26) 
Die prinzipielle Anordnung der Anker oder Dübelleisten unterscheidet sich nicht von 
einer Bügelbewehrung. 
Vorspannung 
Zur Berücksichtigung einer Vorspannung auf die Durchstanztragfähigkeit ohne Durch-
stanzbewehrung gibt ACI 318-08 die folgende Bemessungsgleichung an: 
( ) ppccpc VdbffV +⋅⋅⋅+⋅= 0' 3,0β  (2-27) 
Hierbei sind βp der kleinere Wert aus 0,29 und 0,083⋅[(αs⋅d)/b0 + 1,5], fpc der Mittel-
wert der Betonnormalspannung infolge Vorspannung und Vp der Vertikalanteil der 
Spannglieder, die den kritischen Rundschnitt kreuzen. Diese Gleichung gilt nur, wenn 
die betrachtete Stütze mindestens 4d von einem freien Rand entfernt ist, die Betonfes-
tigkeit höchstens mit 35 MPa angesetzt wird und die Betonnormalspannung infolge 
Vorspannung in den Grenzen 0,9 MPa ≤ fpc ≤ 3,5 MPa liegt. Sind diese Anforderungen 
nicht eingehalten, ist der Nachweis wie für eine Platte ohne Vorspannung nach den 
Gleichungen 2-17 bis 2-19 zu führen. Zum kombinierten Einsatz von Vorspannung 
und Durchstanzbewehrung werden keine Angaben gemacht. 
SIA 262 [104] 
Die Schweizer Norm SIA 262 (2003) gibt Bemessungsgleichungen gegen Durchstan-
zen für Flachdecken und Fundamente ohne und mit Durchstanzbewehrung an. Die 
Durchstanzbewehrung kann aus Bügeln, Doppelkopfankern oder Dübelleisten sowie 
Stahleinbauteilen bestehen. Das Normkonzept basiert auf dem Bemessungskonzept 
von MUTTONI, dessen Bemessungsgleichungen vereinfacht wurden. 
Der Bemessungswert der Querkraft im betrachteten Nachweisschnitt ermittelt sich zu: 
u
V
v dd =   (2-28) 
Der Einfluss großer Stützenumfänge (Konzentration der Querkräfte in den Stüt-
zenecken) und einer ungleichförmigen Querkraftverteilung entlang des Rundschnitts 
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wird durch eine Begrenzung bzw. Reduktion der anrechenbaren Rundschnittlänge be-
rücksichtigt. 
 
 
Bild 2-29: Definition der Nachweisschnitte nach SIA 262  
Für Platten ohne Durchstanzbewehrung ermittelt sich der Durchstanzwiderstand vRd im 
kritischen Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Rand der Lasteinleitungsfläche zu: 
Rd r cdv k dτ= ⋅ ⋅   (2-29) 
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  (2-31) 
Hierbei sind kr ein Beiwert zur Berücksichtigung der Bauteilgröße (Maßstabseffekt) 
und des Biegewiderstands, τcd = 0,3⋅fck1/2/γc der Bemessungswert der Schubspannungs-
grenze, l die größte Spannweite der angrenzenden Deckenfelder, m0d ein Vergleichs-
moment, das in Analogie zur Bruchlinientheorie aus der einwirkenden Stützenkraft 
ermittelt wird, und mRd der Bemessungswert der Biegetragfähigkeit (Begrenzung: 
0,5⋅m0d ≤ mRd ≤ 4⋅m0d). Wird ein Beton mit einem Größtkorn Dmax kleiner als 32 mm 
verwendet, dann sind ry bzw. d in Gl. 2-30 mit dem Faktor 48/(Dmax + 16) zu vergrö-
ßern. 
Ist die einwirkende Querkraft größer als der Durchstanzwiderstand ohne Durchstanz-
bewehrung, kann Durchstanzbewehrung angeordnet werden und es sind zusätzliche 
Nachweise innerhalb und außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs zu führen. 
Der maximale Durchstanzwiderstand wird als ein Vielfaches der Durchstanztragfähig-
keit ohne Durchstanzbewehrung festgelegt. 
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2Rd r cdv k dτ= ⋅ ⋅ ⋅   (2-32) 
Durch die Berücksichtigung der Biegetragfähigkeit auf den Durchstanzwiderstand fällt 
die maximale Steigerung des Durchstanzwiderstandes kleiner aus als die aus Gl. 2-32 
zu vermutenden 100 % gegenüber der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbe-
wehrung. Bei üblichen Biegebewehrungsgehalten kann der Durchstanzwiderstand mit 
einer Durchstanzbewehrung um etwa 50 % gesteigert werden [99]. 
Die Durchstanztragfähigkeit im durchstanzbewehrten Bereich wird auf Grundlage ei-
nes 45°-Fachwerkmodells ohne Berücksichtigung eines Betontraganteils ermittelt. 
,
sw
Rd s sd
AV z f
s
= ⋅ ⋅   (2-33) 
Hierbei sind Asw die Querschnittsfläche der Durchstanzbewehrung in einer Beweh-
rungsreihe, s ≤ 0,75d der radiale Abstand der Durchstanzbewehrungsreihen, z = 0,9⋅d 
der innere Hebelarm und fsd ≤ 450 N/mm² die Fließgrenze der Durchstanzbewehrung. 
Die Größe des Bereichs mit Durchstanzbewehrung wird durch einen Nachweis im Ab-
stand 0,5d von der letzten Bewehrungsreihe festgelegt. Hierbei ist die statische Nutz-
höhe d für den Nachweis zu reduzieren, da sich die letzte Druckstrebe nicht am unteren 
Plattenrand abstützt (Anschluss im Bereich der Stütze) sondern in Höhe der unteren 
Verankerung der Durchstanzbewehrung. 
SIA 262 gibt keine detaillierten Regeln zur Verteilung der Durchstanzbewehrung im 
Durchstanzbereich an. Ist Durchstanzbewehrung erforderlich, so sind mindestens zwei 
Reihen vorzusehen. Die erste Bewehrungsreihe ist in einem Abstand von 0,3d bis 
0,75d vom Stützenrand und jede weitere Bewehrungsreihe mit einem maximalen Ab-
stand von 0,75d anzuordnen. 
2.7 Vergleichsrechnungen 
Die Bemessungsgleichungen der zusammengestellten Normen weichen in ihrer Form 
teilweise stark voneinander ab und führen zu unterschiedlichen Durchstanztragfähig-
keiten. Zum Vergleich sind die unterschiedlichen Tragfähigkeiten in Abhängigkeit der 
Betondruckfestigkeit (Normalbeton) für Platten ohne Durchstanzbewehrung und für 
den maximalen Durchstanzwiderstand in Bild 2-30 dargestellt. Aufgrund der abwei-
chenden Sicherheitsbeiwerte auf der Einwirkungs- und Widerstandsseite muss ein Ver-
gleich unter Berücksichtigung der Teilsicherheitsbeiwerte erfolgen. Hierbei wurde ein 
Verhältnis von ständigen Lasten zu Verkehrslasten von 60:40 unterstellt. Die auf-
nehmbare Durchstanztragfähigkeit VEk ergibt sich dann zu: 
(0,6 0,4 )
R
Ek
g q R
VV
γ γ γ
=
⋅ + ⋅ ⋅
  (2-34) 
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Die Auswertung in Bild 2-30, links verdeutlicht, dass die Unterschiede in den Tragfä-
higkeiten ohne Durchstanzbewehrung gering sind. Allein der Verlauf der Durchstanz-
tragfähigkeit nach ACI 318-08 weicht von den übrigen Normen ab. Dies ist auf die 
Beschreibung des Einflusses der Betonfestigkeit mit dem Exponenten 1/2 anstelle von 
1/3 zurückzuführen, der für hohe Betonfestigkeiten größere Tragfähigkeiten ermittelt.  
Beim Vergleich der maximalen Durchstanzwiderstände ergeben sich nach Eurocode 2 
erheblich höhere Tragfähigkeiten als für die anderen Normen (Bild 2-30, rechts). Wäh-
rend Eurocode 2 den maximalen Durchstanzwiderstand in Analogie zur Druckstreben-
tragfähigkeit von Balken ermittelt, wird dieser in den übrigen Normen als ein Vielfa-
ches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung beschrieben.  
 
Bild 2-30: Vergleich der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung (links) 
und der maximalen Durchstanztragfähigkeit (rechts) für verschiedene Nor-
men (d = 0,20 m, c = 0,30 m, ρl = 1,0 %, l = 7,0 m) 
Bild 2-31, links zeigt die bezogene Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung in Abhän-
gigkeit der Durchstanzbewehrungsmenge je Rundschnitt. Für DIN 1045-1 sind drei 
Kurven für die ersten drei Bewehrungsreihen dargestellt, da mit zunehmender Rund-
schnittlänge der Betontraganteil zunimmt. Die übrigen Normen ermitteln für jede Be-
wehrungsreihe die gleiche Tragfähigkeit. Anhand der Steigung der einzelnen Geraden 
erkennt man die Effektivität der Durchstanzbewehrung, während der Schnittpunkt mit 
der Ordinate die Größe des Betontraganteils angibt. Es wird deutlich, dass DIN 1045-1 
für die untersuchte statische Nutzhöhe von 0,20 m die niedrigste wirksame Stahlspan-
nung ansetzt. Obwohl Eurocode 2 annähernd die gleiche effektive Stahlspannung zu-
lässt, ergeben sich aufgrund des 33°-Fachwerkmodells erheblich größere Tragfähigkei-
ten. Zusätzlich zeigt sich für das untersuchte Beispiel, dass nach Eurocode 2 eine 
Durchstanzbewehrung von 2,5 cm² ausreichend ist, um eine Beanspruchung in der 
Größe der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung aufzunehmen. Nach 
ACI 318-08 und DIN 1045-1 ist hierfür etwa die 3-fache und nach SIA 262 sogar die 
4-fache Bewehrungsmenge erforderlich. Dies ist auf den hohen Betontraganteil in Eu-
rocode 2 in Verbindung mit dem 33°-Fachwerk zurückzuführen.  
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Bild 2-31: Vergleich der bezogenen Tragfähigkeit innerhalb der Durchstanzbewehrung 
(links) und außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs (rechts) für ver-
schiedene Normen (d = 0,20 m, c = 0,30 m, ρl = 1,0 %, fck = 30 MPa) 
Die Erhöhung der Durchstanztragfähigkeit durch den Einsatz einer Durchstanzbeweh-
rung wird durch den maximalen Durchstanzwiderstand begrenzt. Die Tragfähigkeiten 
oberhalb der Maximaltragfähigkeit sind daher in Bild 2-31 mit einer geringeren Strich-
stärke dargestellt. Es zeigt sich, dass die maximale Durchstanztragfähigkeit nach Euro-
code 2 für das untersuchte Beispiel etwa 50 % größer ist als die der übrigen Normen 
und das bei einer deutlich geringeren Bewehrungsmenge.  
Der Vergleich der bezogenen Tragfähigkeit außerhalb des durchstanzbewehrten Be-
reichs (Bild 2-31, rechts) lässt erkennen, dass ACI 318-08 die niedrigste Tragfähigkeit 
ausweist und dadurch die längsten durchstanzbewehrten Bereiche ermittelt. Dies ist auf 
die Reduktion des Betontraganteils um 50 % und das Fehlen eines Übergangsbereichs 
zurückzuführen. DIN 1045-1 definiert einen Übergangsbereich von 3,5d, in dem die 
Durchstanztragfähigkeit linear auf die Querkrafttragfähigkeit liniengelagerter Platten 
reduziert wird. Eurocode 2 verzichtet auf eine Reduktion der Tragfähigkeit und ermit-
telt insbesondere für lange durchstanzbewehrte Bereiche höhere Tragfähigkeiten. Nach 
SIA 262 ergeben sich ähnliche Tragfähigkeiten wie nach DIN 1045-1. Die geringe er-
forderliche Länge des durchstanzbewehrten Bereichs nach DIN 1045-1 ist auf die ge-
wählte Parameterkombination zurückzuführen. Für größere Verhältnisse von Stützen-
umfang zu statischer Nutzhöhe ergeben sich längere durchstanzbewehrte Bereiche. 
Die durchgeführten Vergleichsrechnungen verdeutlichen, dass die unterschiedlichen 
Normen die Durchstanztragfähigkeit von Platten ohne Durchstanzbewehrung in etwa 
gleich bewerten. Im Gegensatz dazu ergeben sich für Platten mit Durchstanzbeweh-
rung erheblich größere Unterschiede. Insbesondere die Regelungen nach Eurocode 2 
weisen deutlich höhere erreichbare Tragfähigkeiten bei gleichzeitig geringerer Durch-
stanzbewehrungsmenge aus. Zur Überprüfung der Regelungen nach Eurocode 2 wer-
den in Kapitel 4.4 die rechnerischen Tragfähigkeiten mit Versuchsergebnissen vergli-
chen. 
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2.8 Berücksichtigung einer nichtrotationssymmetrischen Querkraftbe-
anspruchung im Durchstanzbereich 
Werden keine Biegemomente von der Platte in die Stütze eingeleitet, kann bei Innen-
stützen mit etwa gleichen Stützweiten der angrenzenden Deckenfelder von einer rotati-
onssymmetrischen Querkraftanstrahlung ausgegangen werden. Dieser Idealfall ist je-
doch häufig nur in Bauteilversuchen gegeben. Eine ungleichmäßige Querkraftvertei-
lung wird deshalb bei der Durchstanzbemessung zumeist über Lasterhöhungsfaktoren 
berücksichtigt. Diese Faktoren beschreiben das Verhältnis der größten zur mittleren 
Querkraftbeanspruchung im betrachteten Nachweisschnitt. Allerdings wird je nach 
Lage des Nachweisschnittes der Einfluss des Momentes unterschiedlich stark berück-
sichtigt. Diese Abhängigkeit scheint jedoch mechanisch nicht gerechtfertigt, da die 
Traglastminderung infolge Momenteneinwirkung unabhängig von der gewählten 
Rundschnittführung sein sollte [53]. Bild 2-32 stellt exemplarisch das Verhältnis der 
Schubspannungen infolge Moment und Querkraft für unterschiedliche Rundschnittfüh-
rungen dar (im Vergleich zu einer Auswertung entlang eines Rundschnitts im Abstand 
2,0d). Die Auswertung erfolgte unter Ansatz der plastischen Schubspannungsvertei-
lung nach Eurocode 2. Man erkennt, dass die Schubspannungen infolge Moment mit 
abnehmendem Abstand zur Stütze einen größeren Einfluss gegenüber den Schubspan-
nungen infolge Querkraft erhalten. Die Ermittlung des Lasterhöhungsfaktors als Ver-
hältnis aus maximaler zu mittlerer Schubspannung führt demnach in unterschiedlichen 
Rundschnitten zu abweichenden Ergebnissen, die nicht allein durch einen Proportiona-
litätsfaktor ausgeglichen werden können. 
 
Bild 2-32:  Verhältnis der Spannungen infolge Moment und Querkraft für unterschied-
liche Nachweisschnitte [53] 
In Normen finden sich unterschiedliche Verfahren zur Berücksichtigung der Momen-
ten-Querkraft-Interaktion. Im einfachsten Fall werden konstante Lasterhöhungsfakto-
ren verwendet, die eine auf der sicheren Seite liegende Berücksichtigung ermöglichen 
sollen. Naturgemäß überschätzen diese konstanten Faktoren die Einflüsse kleiner Mo-
mentenbeanspruchungen und unterschätzen die Auswirkungen großer Lastausmitten, 
weshalb die Angabe von Anwendungsgrenzen erforderlich ist. Genauere Verfahren 
48 
berücksichtigen die Größe der Momentenbeanspruchung über die bezogene Ausmitte 
e/c (z.B. [33]). Hierbei wird die Lastausmitte e aus dem Moment, das von der Platte in 
die Stütze übertragen wird, und der zugehörenden Stützenlast ermittelt.  
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k bzw. γv: Anteil des Moments, der über Schubspannungen übertragen wird; MEd, Sl bzw. Mu,cg: auf die Schwe-
reachse des kritischen Rundschnitts bezogenes Biegemoment; u1 bzw. b0: Länge des kritischen Rundschnitts; 
VEd bzw. Vu: einwirkende Stützenkraft; W1 bzw. J: Widerstandsgröße des kritischen Rundschnitts; c1, c2: Stüt-
zenabmessungen parallel und senkrecht zur Lastausmitte; b1, b2: Abmessungen des betrachteten Rundschnitts 
parallel und senkrecht zur Lastausmitte 
Bild 2-33:  Schubspannungsverteilung im Bereich von Innen- und Randstützen zur Er-
mittlung des Lasterhöhungsfaktors β nach Eurocode 2 (links) und 
ACI 318-08 (rechts) 
Eine weitere Möglichkeit ist die Überlagerung der Schubspannungen infolge Moment 
und Querkraft entlang des Nachweisschnitts. In Nordamerika wird eine lineare Schub-
spannungsverteilung im Abstand 0,5d vom Stützenrand unterstellt, Model Code 90 und 
Eurocode 2 setzen eine plastische Schubspannungsverteilung im Abstand 2,0d an (Bild 
2-33). Die plastische Schubspannungsverteilung ist dabei auf Untersuchungen von 
MAST [80] zurückzuführen, der gezeigt hat, dass in unmittelbarer Stützennähe eine 
nahezu plastische Verteilung der Schubspannungen auftritt. Bei der Überlagerung der 
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Schubspannungsanteile ist zu berücksichtigen, dass nur ein Teil der Momenten-
beanspruchung Schubspannungen erzeugt, da ein weiterer Anteil über Biegung in die 
Stütze eingeleitet wird. Obwohl der Nachweisschnitt in Eurocode 2 nicht stützennah 
geführt wird und eine vollplastische Schubspannungsverteilung im Beton nur schwer 
vorstellbar ist, zeigen die Versuchsnachrechnungen in [68] ein ausreichendes Sicher-
heitsniveau für Versuche ohne Durchstanzbewehrung (Tabelle 2-1). Hierbei sollte al-
lerdings der Lasterhöhungsfaktor mindestens zu 1,10 angesetzt werden. 
Die genaueren Verfahren sind insbesondere im Bereich von Rand- und Eckstützen mit 
einem erhöhten Berechnungsaufwand verbunden, weshalb in Eurocode 2 für bestimm-
te Fälle ein Näherungsverfahren unter Ansatz eines verkürzten Rundschnitts angege-
ben wird. Der Lasterhöhungsfaktor ergibt sich dann aus dem Verhältnis der Rund-
schnittlängen u1/u1*. Die Nachrechnung von Durchstanzversuchen im Bereich von 
Randstützen [68] ergab, dass das Verfahren mit verkürztem Rundschnitt das erforderli-
che Sicherheitsniveau nicht erreicht (Tabelle 2-1). 
NÖLTING [75] leitete aus Versuchen einen Lasterhöhungsfaktor ab, der in Heft 525 
[33] aufgenommen wurde und in Verbindung mit DIN 1045-1 für Innenstützen ange-
wendet werden darf. 
1 e
c
β = +   (2-35) 
Die Versuchsauswertungen in [68] belegen, dass diese einfache Beschreibung für 
Randstützen zu konservativen Ergebnissen führt (Tabelle 2-1). Zusätzlich wird in 
Heft 525 für Rand- und Eckstützen ein reduzierter Lasterhöhungsfaktor für den Nach-
weis außerhalb der Durchstanzbewehrung angegeben. 
d
lwred
⋅+
=
1,01
ββ
  (2-36) 
Hierbei sind β der Lasterhöhungsfaktor nach Gl. 2-35 und lw die Länge des durch-
stanzbewehrten Bereichs. 
Hiermit soll das Abklingen des Lasterhöhungsfaktors, wie es von VOCKE [113] beo-
bachtet wurde, berücksichtigt werden. Die Abklingfunktion in Gl. 2-36 weicht von der 
vorgeschlagenen Funktion in der Originalarbeit (Gl. 2-38) ab, liefert jedoch auf der 
sicheren Seite liegende Ergebnisse. 
Aus Versuchsbeobachtungen und numerischen Simulationen leitete VOCKE [113] 
Lasterhöhungsfaktoren für Rand- und Eckstützen für die Bemessung nach DIN 1045-1 
ab. Die wesentlichen Einflussfaktoren stellen dabei die bezogene Ausmitte e/c und das 
Verhältnis der Stützenseitenlängen dar. Zusätzlich wird ein Abklingen des Lasterhö-
hungsfaktors mit zunehmendem Abstand von der Stütze berücksichtigt. 
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Hierbei sind e = MEd,Stütze/VEd die resultierende Lastausmitte, cx und cy die Stützensei-
tenlängen senkrecht und parallel zum freien Rand, c = cx für eckige Randstützen, 
c = 0,9⋅lc für runde Randstützen (lc = Stützendurchmesser) und ls die Länge des durch-
stanzbewehrten Bereichs. 
TUCHLINSKI [110] entwickelte ebenfalls anhand von Versuchsbeobachtungen und 
numerischen Simulationen einen Lasterhöhungsfaktor, der direkt am Stützenrand be-
stimmt wird. Zur Anwendung mit DIN 1045-1 und Eurocode 2 vereinfachte er die Be-
stimmungsgleichungen in [60].  
0
k
ββ =   (2-39) 
Hierbei sind β0 = e/c1 ≥ 1,1 der Grundwert zur Berücksichtigung der Momentenein-
wirkung, e = MEd/VEd die auf den Stützenschwerpunkt bezogene Lastausmitte, c1 die 
Stützenseitenlänge senkrecht zum freien Rand, k = (d/c2)0,15 ein Faktor zur Berücksich-
tigung der Lage des Rundschnitts und c2 die Stützenseitenlänge parallel zum freien 
Rand. 
Tabelle 2-1: Ergebnisse der Versuchsnachrechnungen für Randstützen ohne Durch-
stanzbewehrung (fck = fc,Test – 4 MPa) 
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Mittelwert 1,43 1,12 1,25 1,22 1,87 1,26 1,31 
Variations-
koeffizient 
0,14 0,39 0,37 0,37 0,18 0,14 0,13 
5%-Quantilwert 1,13 0,55 0,64 0,62 1,37 0,96 1,01 
 
Eigene Versuchsnachrechnungen belegen, dass die Lasterhöhungsfaktoren nach 
VOCKE und TUCHLINSKI über den untersuchten Anwendungsbereich ein gleichmä-
ßiges, ausreichendes Sicherheitsniveau ermitteln und sich durch einen geringen Varia-
tionskoeffizienten auszeichnen (Tabelle 2-1). 
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Bild 2-34:  Vergleich unterschiedlicher Lasterhöhungsfaktoren in Abhängigkeit der 
bezogenen Ausmitte e/c 
In Bild 2-34 sind die Verläufe unterschiedlicher Lasterhöhungsfaktoren, die explizit 
die Größe des einwirkenden Moments berücksichtigen, in Abhängigkeit der bezogenen 
Lastausmitte e/c für vier Parameterkombinationen von Stützenseitenlänge und stati-
scher Nutzhöhe dargestellt. Bei den Ansätzen nach ACI 318-08 und Eurocode 2 mit 
einer linearen bzw. einer plastischen Schubspannungsverteilung kann das Versagen 
entweder am freien Rand oder am inneren Rand des Nachweisschnittes auftreten. Der 
Wechsel des Versagensortes ist dabei von der Geometrie der Platten-Stützenverbin-
dung abhängig und variiert nach Eurocode 2 stärker als nach ACI 318-08. Die übrigen 
drei Verfahren weisen keinen Tiefpunkt des Lasterhöhungsfaktors zwischen kleinen 
und großen bezogenen Ausmitten auf. Die Verfahren nach VOCKE und TUCHLINSKI 
verwenden für geringe Ausmitten konstante oder nahezu konstante Lasterhöhungsfak-
toren, die dann mit zunehmender Ausmitte deutlich ansteigen. Hierbei verwendet 
VOCKE eine streng monoton steigende Funktion und TUCHLINSKI wählt einen bili-
nearen Ansatz. Für den Lasterhöhungsfaktor nach DAfStb-Heft 525 verwendet 
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NÖLTING einen linearen Zusammenhang, der für mittlere und große bezogene Aus-
mitten deutlich höhere Werte als die übrigen Verfahren ermittelt. 
TUCHLINSKI untersuchte in einer nichtlinearen FE-Parameterstudie den Einfluss der 
bezogenen Ausmitte e/c auf den Durchstanzwiderstand von Randstützen [110]. Er 
stellte fest, dass sich die Durchstanztragfähigkeit im Bereich kleiner Ausmitten zu-
nächst erhöht um ab einer bezogenen Ausmitte von etwa 0,9 wieder abzufallen. Dies 
führt er darauf zurück, dass bei Randstützen im Gegensatz zu Innenstützen keine um-
laufende Druckzone vorhanden ist, die einen traglaststeigernden, mehrachsialen Span-
nungszustand hervorrufen kann. Mit zunehmender Biegebeanspruchung vergrößert 
sich die Druckzone und die Tragfähigkeit steigt zunächst an. Für bezogene Ausmitten 
über 0,9 wirkt sich die Momenten-Querkraft-Interaktion dann traglastmindernd aus. 
Die Versuchsnachrechnungen belegen, dass die Verwendung eines konstanten Laster-
höhungsfaktors für kleine bezogene Ausmitten ausreichend genau ist. 
Die Lasterhöhungsfaktoren gelten für Platten mit und ohne Durchstanzbewehrung, 
wobei die Ansätze der Normen sinngemäß auf abweichende Nachweisschnitte zu über-
tragen sind. Für die Ansätze nach Eurocode 2 und ACI 318-08 tritt für Randstützen 
beim Nachweis außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs die maßgebende Span-
nung häufig am freien Rand auf [62]. Wird der Lasterhöhungsfaktor nach Eurocode 2 
für den äußeren Rundschnitt ermittelt, so stellt man fest, dass dieser mit zunehmender 
Länge des durchstanzbewehrten Bereichs stärker ansteigt als die Länge des Rund-
schnittes zunimmt. Dies führt dazu, dass mit jeder zusätzlichen Bewehrungsreihe die 
Tragfähigkeit im äußeren Rundschnitt abnimmt. Da diese Lösung mechanisch nicht 
zutreffend sein kann, wird in [61] vorgeschlagen für den Nachweis den Lasterhöhungs-
faktor des kritischen Rundschnitts im Abstand 2,0d vom Stützenrand zu verwenden.  
TUCHLINSKI [110] stellte für Randstützen fest, dass der Lasterhöhungsfaktor für den 
äußeren Rundschnitt von der Länge des durchstanzbewehrten Bereichs und der bezo-
genen Ausmitte abhängt. Während er für kleine Ausmitten eine Zunahme des Laster-
höhungsfaktors mit zunehmendem Abstand von der Stütze beobachtete, kann für große 
Ausmitten eine Reduktion des Lasterhöhungsfaktors unterstellt werden. Diese Ergeb-
nisse stehen teilweise im Widerspruch zu der von VOCKE abgeleiteten generellen Ab-
nahme des Lasterhöhungsfaktors mit zunehmendem Abstand von der Stütze (Gl. 2-38). 
BEUTEL [19] zeigte anhand numerischer Simulationen, dass für Innenstützen die rela-
tiven Beanspruchungsspitzen mit zunehmendem Abstand zur Stütze nicht abklingen. 
Er führte dies auf die bei Innenstützen im Vergleich zu Randstützen langsamer abklin-
gende Momentenbeanspruchung zurück. 
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2.9 Forschungsbedarf 
Die Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung wurde in den letzten Jahr-
zehnten ausführlich untersucht und aus den Ergebnissen eine Reihe von Modellen zur 
Beschreibung des Tragverhaltens abgeleitet. Es herrscht zudem überwiegend Einigkeit 
über die maßgebenden Einflussfaktoren. Im Gegensatz dazu sind größere Unterschiede 
in den Regelwerken bei der Ermittlung der maximalen Durchstanztragfähigkeit und der 
Ermittlung der erforderlichen Durchstanzbewehrungsmenge festzustellen. Vor dem 
Hintergrund der bevorstehenden Einführung des Eurocode 2 in Deutschland, ist die 
Überprüfung der dort angegebenen Bemessungsgleichungen zwingend erforderlich, da 
die ausgewiesenen Tragfähigkeiten erhebliche Abweichungen zu anderen internationa-
len Normen ergeben.  
Die Bemessungsgleichungen zur Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit im Bereich 
von Randstützen basieren auf den Lösungen im Bereich von Innenstützen. Der trag-
lastmindernde Einfluss der Momenten-Querkraft-Interaktion wird durch Lasterhö-
hungsfaktoren berücksichtigt, die entweder aus Versuchen an Innenstützen mit Mo-
mentenbeanspruchung abgeleitet (z.B. Eurocode 2) oder für Randstützen ohne Durch-
stanzbewehrung entwickelt wurden. Es ist daher zu überprüfen, inwieweit die gewähl-
ten Ansätze für Versuche mit Durchstanzbewehrung die Tragfähigkeit zutreffend be-
schreiben können.  
Bei der Neu- und Weiterentwicklung von Durchstanzbewehrungssystemen treten ne-
ben der Steigerung der maximalen Durchstanztragfähigkeit zusätzlich rationelle Ferti-
gungsmethoden und damit verbunden geringere Personalkosten in den Vordergrund. 
Der zunehmende Trend zur Vorfertigung erfordert zudem den wirtschaftlichen Einsatz 
in Fertigteilwerken. Die gegenüber Bügeln optimierten Bewehrungssysteme sind nicht 
direkt nach DIN 1045-1 zu bemessen und müssen in Deutschland über bauaufsichtli-
che Zulassungen geregelt werden. Hierfür sind entsprechende Bemessungsgleichungen 
und Regeln für die konstruktive Durchbildung aus den Versuchsergebnissen abzulei-
ten.  
Durch den Einsatz einer Vorspannung kann der Durchstanzwiderstand von Flach-
decken gesteigert werden. Während in einer Vielzahl von Versuchen die Tragfähig-
keitssteigerung für Platten ohne Durchstanzbewehrung in Abhängigkeit der Spann-
gliedführung und Anordnung der Spannglieder untersucht wurde, sind nur wenige Un-
tersuchungen bekannt, die den Einfluss der Vorspannung auf Platten mit Durchstanz-
bewehrung bestimmen.  
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Die angerissenen Problemstellungen können durch die folgenden Fragestellungen prä-
zisiert werden: 
• Ist in Flachdecken ein Versagen vergleichbar dem Druckstrebenversagen bei 
Balken möglich? 
• Wie sind die untersuchten Bewehrungssysteme in Bezug auf ihre Veranker-
ungsqualität und die zu erreichende maximale Durchstanztragfähigkeit einzu-
stufen? 
• Ist durch eine Erhöhung der Durchstanzbewehrungsmenge (geringere Bemes-
sungsstahlspannung = geringerer Verankerungsschlupf) eine höhere Maximal-
tragfähigkeit erreichbar und gibt es eine obere Grenze für die maximale Durch-
stanztragfähigkeit? 
• Ist eine Übertragung der Ergebnisse im Bereich von Innenstützen auf Rand- und 
Eckstützen ohne Änderungen möglich? Kann infolge Rissbildung eine Umlage-
rung der Belastung und damit eine Reduktion des Lasterhöhungsfaktors für 
durchstanzbewehrte Platten vorgenommen werden? 
• Wie kann die mechanische Wirkung der Vorspannung auf den Durchstanzwi-
derstand zutreffend bestimmt werden? 
• Ist eine uneingeschränkte Überlagerung der Traganteile infolge Vorspannung 
und Durchstanzbewehrung bei der Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit ohne 
weiteres zulässig? 
Zur Untersuchung und Klärung der unterschiedlichen Fragestellungen wurden neben 
der Erweiterung und Auswertung der am Institut für Massivbau vorhandenen Durch-
stanzdatenbanken ([19] und [110]) zusätzlich 21 Durchstanzversuche mit unterschied-
lichen Durchstanzbewehrungssystemen und Vorspannung durchgeführt. Darüber hin-
aus wurden umfangreiche Versuchsnachrechnungen und Parameterstudien mit dem 
nichlinearen Finite Elemente Programm LIMFES [72] durchgeführt. 
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3 Eigene Durchstanzversuche 
3.1 Versuchsprogramm 
Das eigene Versuchsprogramm umfasste 21 Durchstanzversuche an Innen- und Rand-
stützen mit und ohne Vorspannung, die überwiegend den maximalen Durchstanzwider-
stand unterschiedlicher Durchstanzbewehrungssysteme ermittelten. Untersucht wurde 
das Tragverhalten von Bügeln, Gitterträgern, Doppelkopfankern, Stahlblechen und 
Stahleinbauteilen (Tabelle 3-1). 
Tabelle 3-1: Zusammenstellung des eigenen Versuchsprogramms 
Innenstützen Randstützen 
Vorspannung Vorspannung Durchstanzbewehrung 
ohne mit ohne mit 
ohne - - 1 - 
Bügel - 2 2 1 
Gitterträger 6 - 1 - 
Doppelkopfanker 1 2 - - 
Stahlbleche 2 - - - 
Stahleinbauteile 3 - - - 
 
Auch wenn fast alle hier vorgestellten Versuche zum Ziel hatten, die maximale Durch-
stanztragfähigkeit zu bestimmen, beinhalteten die unterschiedlichen Versuchsreihen 
zusätzlich spezielle Untersuchungsziele, die im Folgenden kurz beschrieben werden: 
(a) Gitterträger: Gitterträger werden seit der Einführung von DIN 1045-1 hinsicht-
lich der maximalen Durchstanztragfähigkeit schlechter eingestuft als Bügel 
(vRd,max = 1,25 vRd,ct gegenüber 1,5 vRd,ct bei Bügeln), da sie die obere und untere 
Bewehrungslage der Biegebewehrung nicht umschließen. Zusätzlich dürfen bei 
einer Anordnung der Gitterträger parallel zur Stütze nur die Vertikalstäbe der 
Gitterträger für den Lastabtrag angerechnet werden. Dies führt zu einer stark 
eingeschränkten Verwendung der Gitterträger als Durchstanzbewehrung im 
Durchstanzbereich, da nur geringe Durchstanzlasten erreicht werden können. Im 
Auftrag der B-Tec Concept GmbH wurde der maximale Durchstanzwiderstand 
eines optimierten Gitterträgertyps bestimmt. Zusätzlich wurde die Größe des 
Traganteils der Diagonalstäbe bei einer Anordnung senkrecht zur Lastrichtung 
ermittelt. 
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(b) Doppelkopfanker: Bei dem durchgeführten Versuch mit Doppelkopfankern 
wurde für die Deutsche Kahneisen GmbH untersucht, ob der alleinige Einsatz 
von Doppelkopfankern als Verbundbewehrung in Fertigteilplatten auf dem Ni-
veau der Maximaltragfähigkeit ausreichend ist. 
(c) Stahlbleche: Die Durchstanzbewehrung aus Stahlblechen und Bügeln wurde 
von Prof. Günther an der FH Gießen entwickelt und experimentell untersucht. 
Die eigenen Versuche dienten zur Überprüfung und Erweiterung der Anwen-
dungsgrenzen der Versuchsserien an der FH Gießen und waren als Maximal-
tragfähigkeitsversuche ausgelegt. Die Untersuchungen erfolgten im Auftrag der 
Transmit GmbH.  
(d) Stahleinbauteile: Anhand dieser Versuche wurde erstmals das Zusammenwir-
ken von Beton und Stahl im Bereich der maximalen Durchstanztragfähigkeit 
untersucht. Neben der Quantifizierung des Betontraganteils in Abhängigkeit der 
Steifigkeit des Stahleinbauteils wurde überprüft, in welchem Umfang Zwangbe-
anspruchungen zusätzliche, bei der Bemessung zu berücksichtigende Schnitt-
größen erzeugen. Bei den Systemen mit ausschließlichem Reibverbund (keine 
Verbundmittel) wurde ermittelt, inwieweit dieser auch bei plastischer Beanspru-
chung der Einbauteile voll wirksam ist. Die Versuche wurden im Auftrag des 
Deutschen Instituts für Bautechnik (DIBt) mit Unterstützung der Firmen Spann-
verbund Gesellschaft für Verbundträger mbH, stahl + verbundbau GmbH sowie 
Tobler Stahlbau AG (heute Tuchschmid AG) durchgeführt. 
(e) Vorspannung: Der Einsatz von Spanngliedern im Durchstanzbereich erhöht die 
Traglast. Bisher ist jedoch unklar, inwieweit sich eine konzentrierte Anordnung 
der Spannglieder im Durchstanzbereich eventuell negativ auf die Durchstanz-
tragfähigkeit auswirkt. Insbesondere wurde untersucht, ob analog zu Balken 
beim Nachweis des maximalen Durchstanzwiderstandes eine Berücksichtigung 
der Hüllrohre erforderlich ist. Darüber hinaus stellte sich die Frage, ob es unab-
hängig von der Art der verwendeten Durchstanzbewehrung eine maximale 
Obergrenze für den Durchstanzwiderstand gibt, die nicht weiter gesteigert wer-
den kann. Drei Versuche wurden durch den Deutschen Beton- und Bautechnik-
verein E.V. gefördert. Zusätzlich wurde in einem Versuch für die Halfen GmbH 
der Einfluss der Bewehrungsanordnung auf den Durchstanzwiderstand unter-
sucht. 
(f) Randstützenversuche: Die Serie aus vier Versuchen beinhaltete einen Versuch 
ohne Durchstanzbewehrung RSO5n als Referenzversuch und drei Versuche mit 
Durchstanzbewehrung aus Bügeln. Der Versuch RSO8n wurde zusätzlich in 
beiden Richtungen vorgespannt. Die durchstanzbewehrten Versuche ermittelten 
den maximalen Durchstanzwiderstand einer Bügelbewehrung (RSO6n) sowie 
bei kombiniertem Einsatz mit Vorspannung (RSO8n). Hierbei wurde unter-
sucht, ob die maximale Durchstanztragfähigkeit durch den Einsatz einer Vor-
spannung gesteigert werden kann. Der Versuch RSO7n wurde ab der dritten 
Bewehrungsreihe nur mit der nach DIN 1045-1 erforderlichen Mindestbeweh-
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rung ausgeführt. Die Untersuchungen erfolgten im Rahmen eines Forschungs-
vorhabens der Deutschen Forschungsgemeinschaft (DFG). 
Im Folgenden werden zunächst die Versuchskörper kurz beschrieben. Die wesentli-
chen Ergebnisse zur Beantwortung der Fragestellungen werden in Kapitel 4 präsen-
tiert. Ein Großteil der durchgeführten Versuche berührt bereichsweise Firmeninteres-
sen, so dass auf eine genaue Beschreibung der Versuchskörper bzw. Lastabtragmecha-
nismen teilweise verzichtet werden muss.  
3.2 Beschreibung der Versuchskörper 
3.2.1 Geometrie der Versuchskörper 
Alle 21 Versuche wurden an Deckenausschnitten durchgeführt. Die quadratischen 
Versuchskörper hatten eine Seitenlänge von 2,80 m. Der Lasteinleitungsradius betrug 
jeweils 1,20 m und stellt für die Versuche im Bereich von Innenstützen die Momen-
tennulllinie eines entsprechenden Deckensystems mit Stützweiten von etwa 5,20 m dar.  
 
 
 
 
 
 
 
Bild 3-1: Abmessungen der Versuche im Bereich von Innenstützen 
Versuch c [mm] 
h 
[mm] 
GP 2 300 260 
S+V Ø 300 260 
TW 300 260 
B-Tec DV 1 300 210 
B-Tec DV 2 300 210 
B-Tec DV 3 300 200 
B-Tec DV 4 300 200 
B-Tec DV 5 300 400 
B-Tec DV 6 300 250 
Jordahl Ø 263 285 
DV 18er Ø 300 180 
DV 40er Ø 300 400 
VV 1 290 200 
VV 2 290 200 
VV 3 290 200 
VV 4 290 200 
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Bild 3-2: Abmessungen der Versuche im Bereich von Randstützen 
3.2.2 Bewehrungsführung 
Biegebewehrung 
Die Biegebewehrung war in allen Versuchen orthogonal angeordnet. In den Versuchen 
mit Stahlblechen, einigen Versuchen mit Gitterträgern und mit Vorspannung musste 
zur Vermeidung eines vorzeitigen Biegeversagens die Biegezugbewehrung aus profi-
liertem Spannstahl (St 900/1100) mit einem Durchmesser von 15 mm ausgeführt wer-
den. Die übrigen Versuche wurden ausschließlich mit Betonstahl BSt 500 S bewehrt. 
Bei den Versuchen im Bereich von Innenstützen wurde die Längsbewehrung gleich-
mäßig über die Plattenbreite verteilt eingebaut. Demgegenüber wurde bei den Versu-
chen im Bereich von Randstützen die Längsbewehrung abgestuft. Eine Ausnahme bil-
deten die vorgespannten Versuche an Innenstützen. Diese Versuche wurden in Anleh-
nung an einen Referenzversuch (EM 1 aus [57]) ausgeführt, dessen Biegebewehrung 
am Stützenanschnitt im Bruchzustand die Streckgrenze erreicht hatte. Aufgrund der 
erwarteten höheren Traglasten wurde im Bereich der Stütze ein Teil der Betonstahlbe-
wehrung durch hochfeste Bewehrung ersetzt, so dass annähernd der gleiche Längsbe-
wehrungsgrad erhalten blieb.  
Die konstruktive Durchbildung wird nachfolgend exemplarisch dargestellt (Bild 3-3) 
und für alle Versuche tabellarisch angegeben (Tabelle 3-2). Die Verankerung der gera-
den Biegezugbewehrung aus Betonstahl erfolgte durch an den Plattenrändern angeord-
nete Steckbügel Ø10/15. Die Längsbewehrung aus profiliertem Spannstahl wurde zu-
sätzlich durch die mitgelieferten Schraubmuffen Ø 35 mm gesichert. In den Randstüt-
zenversuchen wurde die Biegebewehrung senkrecht zum freien Stützenrand mit 180°-
Abbiegungen ausgeführt. Bei den Versuchen mit Stahleinbauteilen (T-Walm und Gei-
linger-Stahlpilz) war im Bereich der Einbauteile aufgrund der geringen unteren Beton-
deckung keine durchgehende untere Längsbewehrung vorhanden. Die Bewehrung 
Versuch c1 = c2 [mm] 
h 
[mm] 
RSO5n 300 230 
RSO6n 300 230 
RSO7n 300 230 
RSO8n 300 230 
B-Tec RV 1 300 260 
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wurde in diesem Bereich in einer Richtung auf die unteren Flansche aufgelegt. Da der 
Einfluss der unteren Bewehrung auf die Durchstanztragfähigkeit gering ist, wird die 
genaue Ausführung hier nicht näher angegeben. 
obere Bewehrung untere Bewehrung 
 
 
Schnitt 
 
Bild 3-3:  Schematische Darstellung der Biegebewehrungsführung 
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Tabelle 3-2: Zusammenstellung der Biegebewehrung für Versuche an Innenstützen 
untere Bewehrung Beton-
deckung 
obere Bewehrung Beton-
deckung 
Durch-
messer 
D 
Ab-
stand  
s 
Menge 
asl,x,y 
cunten Durch-
messer 
D 
Ab-
stand  
s 
Menge 
asl,x,y 
coben 
Versuch 
[mm] [cm] [cm²/m] [mm] [mm] [cm] [cm²/m] [mm] 
GP 2 10 20 3,93 15 20 10,5 29,92 20 
S+V 10      9 1) 8,72 20 20 10,5 29,92 20 
TW 10 20 3,93 20 20 10,5 29,92 20 
B-Tec DV 1 10 15 5,23 20 20 10 31,42 30 
B-Tec DV 2 10 15 5,23 20 20 10 31,42 30 
B-Tec DV 3 10 15 5,23 20 20 10 31,42 30 
B-Tec DV 4 10 15 5,23 20 15 10 17,67 38 
B-Tec DV 5 10 15 5,23 20 15 10 17,67 35 
B-Tec DV 6 10 15 5,23 20 20 10 31,42 30 
Jordahl  8 15 3,33 20 20 10 31,42 15 
DV 18er 12    10 2) 22,60 25 15 10 17,67 25 
DV 40er 12    10 2) 22,60 25 15 10 17,67 25 
VV 1 10 15 5,23 20    20 3) 10 31,00 20 
VV 2 10 15 5,23 20    20 3) 10 31,00 20 
VV 3 10 15 5,23 20    20 3) 10 31,00 20 
VV 4 10 15 5,23 20    20 3) 10 31,00 20 
1)
 im Bereich der Stütze 6 Ø16 (wurde bei der Bewehrungsmenge nicht berücksichtigt) 
2)
 im Bereich der Bleche doppelte Anzahl an Bewehrungseisen 
3)
 im Bereich des Durchstanzkegels wurden 10 Ø15 angeordnet, die Bewehrungsmenge bezieht sich 
 auf die gesamte Plattenbreite 
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obere Bewehrung untere Bewehrung 
 
 
Schnitt 
 
Bild 3-4:  Prinzipielle Darstellung der Biegebewehrungsführung 
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Tabelle 3-3: Zusammenstellung der Biegebewehrung für Versuche an Randstützen 
untere Bewehrung Beton-
deckung 
obere Bewehrung Beton-
deckung 
Durch-
messer 
D 
Ab-
stand  
s 
Menge 
asl,x,y 
cunten Durch-
messer 
D 
Ab-
stand  
s 
Menge 
asl,x,y 
coben 
V
er
su
ch
 
B
er
ei
ch
 
[mm] [cm] [cm²/m] [mm] [mm] [cm] [cm²/m] [mm] 
A 16 10 20,10 25 20 5 1) 25 
B 12 10 11,30 - 162) 10 20,10 29 
C 
- - - - 25 10 49,10 - 
D 
- - - - 20 10 31,42 - 
RSO5n 
 
bis 
 
RSO8n 
E 
- - - - 12 10 11,30 - 
A 16 10 20,10 - 20 5 1) 30 
B 12 10 11,30 20 16 10 20,10 34 
C 
- - - - 25 7,5 3) - 
D 
- - - - 20 10 31,42 - 
B-Tec 
RV 1 
E 
- - - - 12 10 11,30 - 
1)
 RSO5n bis RSO7n und RV 1: 4 Ø20 in Stütze abgebogen; RSO8n: 2 Ø20 in Stütze abgebogen 
2)
 RSO8n: je Stützenseite 4 Ø20 anstelle von Ø16 
3)
 6 Ø25  
 
Durchstanzbewehrung 
Versuche mit Stahleinbauteilen 
Bei diesen Versuchen ist zwischen dem eigentlichen Stahleinbauteil als Verstärkung 
des Durchstanzbereiches (Bild 3-5) und der vorgesehenen Durchstanzbewehrung zur 
Verstärkung außerhalb des Einbauteils zu unterscheiden. Die Bewehrung außerhalb 
des Stahleinbauteils wurde so gewählt, dass ein Versagen in diesem Bereich ausge-
schlossen werden konnte. Die Stahleinbauteile wurden von den Herstellern vollständig 
aus Baustahl gefertigt und am Institut für Massivbau einbaufertig angeliefert. 
Das System Geilinger-Stahlpilz bestand aus vier kreuzförmig angeordneten Hauptträ-
gern (rechteckige Vollquerschnitte) und umlaufenden Nebenträgern (U-Profile), die 
kraftschlüssig mit K- und Kehlnähten verschweißt waren. Innerhalb des Stahlpilzes 
war keine zusätzliche Durchstanzbewehrung vorgesehen. Außerhalb verstärkten 
Schubzulagen aus geschweißten Bügelkörben Ø12 mm, Schlaufen Ø10 mm und 
Schrägaufbiegungen Ø12 mm den Versuchskörper. Die Schrägaufbiegungen waren so 
ausgelegt, dass sie der nach DIN 1045-1 vorzusehenden Kollapsbewehrung entspra-
chen. Der Geilinger-Stahlpilz mit einer Pilzbreite Bk = 1000 mm erhielt eine untere Be-
tondeckung von 10 mm. 
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Das System s+v - Verbundkreuz bestand aus vier kreuzförmig angeordneten Hauptträ-
gern (rechteckige Vollquerschnitte) mit seitlich angeschweißten Kopfbolzendübeln 
Ø19 mm. An den Enden der Hauptträger befanden sich Auflagerteller. Die Hauptträger 
waren kraftschlüssig verschweißt und mit Kopfplatten Ø300 mm oben und unten im 
Bereich der Stütze versehen. Das s+v - Verbundkreuz wurde abweichend mit einer 
Verbundstütze aus einem ausbetonierten Stahlrohr geprüft. Zusätzlich waren im Be-
reich der Kopfbolzendübel je Hauptträger sechs Doppelkopfanker Ø10 mm neben den 
Hauptträgern angeordnet. Außerhalb des Verbundkreuzes verstärkten Doppelkopfan-
ker Ø14 mm ausgehend von den Auflagertellern sternförmig in Richtung der Abspan-
nungen den Versuchskörper. Das s+v - Verbundkreuz mit Außenabmessungen der 
Hauptträger von LVK = 1300 mm war mit einer unteren Betondeckung von 50 mm ein-
gebaut, so dass die untere Bewehrung unter dem Verbundkreuz hindurchgeführt wer-
den konnte. 
Das System T-Walm bestand aus vier halbierten Walzprofilen, die über abgewinkelte 
Zugbügel aus Flachstahl miteinander verbunden waren. Außerhalb des Walms waren 
Doppelkopfanker Ø14 mm als Durchstanzbewehrung ausgehend von den Flügelprofi-
len sternförmig in Richtung der Abspannungen angeordnet. Der T-Walm mit einem 
Walmdurchmesser Dw = 1100 mm war mit einer unteren Betondeckung von 20 mm 
eingebaut. 
   
Geilinger-Stahlpilz s+v - Verbundkreuz T-Walm 
Bild 3-5:  Übersicht der verwendeten Stahleinbauteile 
Versuche mit Gitterträgern 
Für die Versuche wurden zwei Arten von Gitterträgern verwendet, die jeweils aus ei-
nem Obergurt Ø10 mm, zwei Diagonalstäben Ø8 mm und zwei Untergurten Ø6 mm 
bestanden. Die Versuche DV 1 und DV 2 wurden mit abgewandelten KTS-Gitterträ-
gern ausgeführt, bei denen die Diagonale im Bereich des Obergurtes direkt an den Ver-
tikalstab anschließt (Bild 3-6, links). Im Gegensatz dazu verläuft der Diagonalstab bei 
den neu entwickelten KTP-Gitterträgern zunächst ein Stück parallel zum Obergurt 
(Bild 3-6, rechts). Hierdurch erhöht sich die Neigung der Diagonalen gegenüber der 
herkömmlichen Ausführung.  
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KTS-Gitterträger KTP-Gitterträger 
Bild 3-6:  Übersicht der verwendeten Gitterträger 
Die Gitterträger waren parallel in eine Richtung angeordnet. Die Abstände wurden zu-
nächst so gewählt, dass in der Praxis zusätzliche Montagegitterträger an jeder Stelle 
zwischen den Gitterträgerreihen platziert werden können. Dies erfordert einen Achsab-
stand von etwa 0,16 m, wodurch der Maximalabstand der Durchstanzbewehrung nach 
DIN 1045-1 von 0,75d in dünnen Platten nicht eingehalten wird. Später wurde zur Er-
höhung der Stahlquerschnittsfläche im Durchstanzbereich und zur Verallgemeinerung 
der Abstandsregeln hiervon in den Versuchen DV 5 und DV 6 abgewichen. Die An-
ordnung der Gitterträger in den Versuchen DV 1 bis DV 6 ist schematisch in Bild 3-7 
dargestellt. Alle Versuchskörper wurden in zwei Abschnitten betoniert, um den Ein-
fluss der horizontalen Verbundfuge auf den Durchstanzwiderstand zu berücksichtigen. 
In den ersten beiden Versuchen betrug die Dicke der Fertigteilplatten 0,06 m und in 
den darauf folgenden Versuchen 0,05 m. Zusätzlich zur horizontalen Fuge wurden ent-
sprechend der baupraktischen Ausführung Fugen zwischen den einzelnen Fertigteil-
platten angeordnet. In den ersten beiden Versuchen wurde eine Fuge zwischen den 
vorbetonierten Platten angeordnet (in Bild 3-7 ist es die horizontal dargestellte Fuge), 
in den folgenden Versuchen dann zwei Fugen. Die Fugenbreite betrug zwischen den 
Fertigteilplatten 40 mm und im Bereich der Stütze 20 mm. 
Für den Randstützenversuch wurden die Gitterträger im direkten Durchstanzbereich 
mit geringstem Abstand eingebaut, um die größtmögliche Querschnittsfläche aktivie-
ren zu können (Bild 3-8). Ab der zweiten Gitterträgerreihe neben der Stütze wurde der 
Abstand auf 0,16 m vergrößert. Die Fertigteilplatten hatten eine Dicke von 0,06 m, um 
die Feldbewehrung senkrecht zum freien Rand aufnehmen zu können.  
Die Oberfläche der Fertigteilplatten wurde mit Ausnahme des Versuchs DV 1 nach 
dem Betonieren geglättet, auch zwischen den Gitterträgern. Hierdurch sollte eine mög-
lichst glatte Fugenoberfläche erreicht werden. 
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Versuch A [cm] 
B 
[cm] 
DV 1 bis DV 4 16 16 
DV 5 17 17 
DV 6 10 16 
Bild 3-7:  Anordnung der Gitterträger bei den Versuchen im Bereich von Innenstützen 
 
 
Bild 3-8:  Anordnung der Gitterträger im Versuch B-Tec RV 1 
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Versuch mit Doppelkopfankern 
Bei diesem Versuch wurden die Doppelkopfanker in Fertigteilplatten eingesetzt. Die 
ersten drei Ankerreihen hatten einen Ankerdurchmesser von Ø16 mm, die folgenden 
zwei Reihen bestanden aus Ø12 mm. Der Einbau der Doppelkopfanker erfolgte mit der 
Verbindungsleiste in den Fertigteilplatten. Die horizontale Verbundfuge wurde nach 
dem Betonieren mit einer Glättkelle mechanisch aufgeraut. Der Versuchskörper wurde 
aus vier separat hergestellten Fertigteilplatten mit einer Dicke von 0,04 m und einer 
nachträglich ergänzten Ortbetonschicht hergestellt (Bild 3-9). Die Fugenbreite betrug 
zwischen den Fertigteilen 40 mm und im Bereich der Stütze 20 mm. 
 
 
Bild 3-9:  Anordnung der Doppelkopfanker 
Versuche mit Stahlblechen 
Eine große Anzahl von Versuchen mit Stahlblechen wurde in den letzten Jahren an der 
FH Gießen von Prof. Günther durchgeführt. Zum Vergleich der Ergebnisse und zur 
Erweiterung der Anwendungsgrenzen wurden ein Versuch an einer 0,18 m dicken Plat-
te mit hoher Betonfestigkeit und ein Versuch an einer 0,40 m dicken Platte mit mittle-
rer Betonfestigkeit durchgeführt (Bild 3-10). Die Durchstanzbewehrung bildeten 
Stahlbleche mit einer Blechstärke von t = 5 mm und jeweils zwei eingehängten Bügeln 
Ø6 mm. Die untere Bewehrung bestand aus Bewehrungsstäben Ø12 mm. Die Beweh-
rungskörbe der beiden Versuche wurden vollständig an der FH Gießen hergestellt, mit 
Messtechnik versehen und am Institut für Massivbau einbaufertig angeliefert. Die An-
ordnung der Stahlbleche ist in Bild 3-10 schematisch dargestellt. 
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Bild 3-10: Anordnung der Stahlbleche in den Versuchen 18er (links) und 40er (rechts) 
Randstützenversuche mit Bügelbewehrung 
Bei den Versuchen RSO6n und RSO8n kamen geschlossene Bügel zum Einsatz, die 
mindestens eine Lage der oberen und unteren Biegebewehrung umschlossen. Im Ver-
such RSO7n wurden offene Bügel verwendet, die im oberen Plattenbereich mit 180°-
Abbiegungen verankert wurden. Die Ausrichtung der Bügel erfolgte jeweils parallel zu 
den Stützenseitenkanten. Die Bügel wurden entsprechend der erforderlichen Durch-
stanzbewehrungsmenge nach DIN 1045-1 in Anzahl und Durchmesser abgestuft. Die 
einzelnen Bügelreihen wurden mit den Maximalabständen nach DIN 1045-1 gleichmä-
ßig um die Stütze angeordnet. Die Bügelanordnung in den Versuchen RSO7n und 
RSO8n war identisch. Bild 3-11 zeigt die Bügelverteilung in den drei Versuchen. 
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Bild 3-11:  Anordnung der Bügel in den Versuchen RSO6n (links) sowie RSO7n und 
RSO8n (rechts) 
Die Spannglieder im Versuch RSO8n wurden im Bereich der Stütze konzentriert ange-
ordnet. Aufgrund der hohen Bewehrungskonzentration im Stützenbereich, wurde der 
Großteil der Spannglieder außerhalb der Stütze verlegt (Bild 3-12). 
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Bild 3-12:  Spanngliedführung im Versuch RSO8n 
Vorgespannte Versuche 
Den Ausgangspunkt für die Untersuchungen an vorgespannten Plattenausschnitten bil-
dete ein am Institut für Massivbau durchgeführter Versuch, der die Maximaltragfähig-
keit einer bügelbewehrten Platte ermittelte (Versuch EM 1 [57]). Hierbei wurden Bü-
gel Ø8 mm mit 180°-Abbiegungen in der Biegezugzone eingesetzt. Der erste Bügel-
schenkel wurde in einem Abstand von 0,5d vom Stützenrand angeordnet, der radiale 
Abstand der weiteren Bewehrungsreihen betrug 0,75d. In den Versuchen VV 1 und 
VV 2 wurde diese Bewehrungsanordnung mit Vorspannung kombiniert, wobei die 
Spannglieder einmal konzentriert neben der Stütze verlegt und im zweiten Versuch 
über die Plattenbreite verteilt wurden. In den Versuchen VV 3 und VV 4 kamen Dop-
pelkopfanker als Durchstanzbewehrung zum Einsatz, die im Versuch VV 3 entspre-
chend der Zulassung sternförmig um die Stütze mit einem radialen Abstand von 0,75d 
angeordnet wurden. Im Versuch VV 4 wurden die Doppelkopfanker entsprechend der 
in Nordamerika üblichen Ausführung ausschließlich in den Hauptachsen parallel zu 
den Stützenseitenkanten mit einem radialen Abstand von 0,5d angeordnet. Der erste 
Anker wurde jeweils in einem Abstand von 0,375d vom Stützenanschnitt positioniert. 
Die Spanngliedanordnung der beiden Versuche entsprach dem Versuch VV 1. Die An-
ordnung der Spannglieder und der Durchstanzbewehrung ist in Bild 3-13 für die vier 
Versuche dargestellt. 
Die Spannglieder wurden parabelförmig in der Platte verlegt, mit einem Hochpunkt im 
Bereich der Stützenachse und dem Tiefpunkt am Plattenrand. Der Wendepunkt lag in 
allen Versuchen etwa in einem Abstand von 1,5d vom Stützenrand. Der Parabelstich 
der Spannglieder von 80 mm war in beiden orthogonalen Richtungen gleich groß.  
Vor dem Betonieren wurde je Richtung die Höhenlage von zwei bzw. vier (VV 2) 
Spanngliedern aufgemessen, um für die spätere Auswertung möglichst genaue Infor-
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mationen über den Spanngliedverlauf zur Verfügung zu haben (siehe auch Kapi-
tel 5.4.2). 
 
 
  
Bild 3-13:  Anordnung der Spannglieder und der Durchstanzbewehrung 
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Bild 3-14:  Spanngliedaufmaß (Abstand Unterkante Platte bis Achse Spannglied) 
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3.2.3 Herstellung der Versuchskörper 
Die Versuchskörper wurden auf einem Schalwagen in der Versuchshalle des Instituts 
für Massivbau hergestellt. Zuerst wurden die Leerrohre für die Abspannstangen auf der 
Schalung lagegerecht fixiert und der vorgefertigte Stützenabschnitt lotrecht zum 
Schalboden in die dafür vorgesehene Öffnung eingesetzt. Daraufhin wurde die Sollpo-
sition der Durchstanzbewehrung auf dem Schalboden markiert und die untere Beweh-
rung verlegt. Anschließend konnte die Durchstanzbewehrung platziert und die obere 
Biegebewehrung ergänzt werden. Die obere Bewehrung wurde zumeist durch an den 
Leerrohren angeschweißte Verteilerstäbe Ø10 mm in ihrer Lage positioniert, so dass 
keine zusätzlichen Abstandhalter erforderlich waren. Der Einbau der Doppelkopfanker 
erfolgte mit Ausnahme des Versuchs Jordahl nach dem Verlegen der oberen Biegebe-
wehrung und der Steckbügel zum Einfassen der freien Plattenränder. In den Versuchen 
mit horizontaler Verbundfuge wurden die Fertigteilplatten vor dem Einbau der oberen 
Bewehrung betoniert. In den vorgespannten Versuchen wurden zusätzlich die Spann-
glieder auf Abstandhaltern verlegt und die Spaltzugbewehrung eingebaut. 
Nach Kontrolle der Messtechnik (Lage, Bezeichnung und Kabelführung) erfolgte das 
Betonieren der jeweiligen Versuchsplatte mit Transportbeton der Firma Beton Union. 
Nach Überprüfung der bestellten Frischbetoneigenschaften (Ausbreitmaß) wurde der 
Beton mit einem Krankübel in mindestens zwei Lagen in die Schalung eingebracht. 
Die Verdichtung erfolgte mit elektrisch betriebenen Innenrüttlern. Die Betonoberfläche 
wurde über die Schalkanten der Seitenschalung abgezogen und manuell geglättet. Zur 
Nachbehandlung wurde die Oberfläche mit einer Folie abgedeckt. Das Ausschalen er-
folgte zumeist am folgenden Tag, wobei je nach Jahreszeit eine weitere Nachbehand-
lung mit feuchten Jutetüchern vorgenommen wurde. Bis zum Einbau in den Versuchs-
stand lagerte der Versuchskörper im Schalwagen in der Versuchshalle. Als Mindestfes-
tigkeit für den Einbau wurde eine Würfeldruckfestigkeit von 15 MPa festgelegt. 
Bei jedem Betoniertermin bzw. von jeder Betoncharge wurden mindestens sechs Prüf-
würfel mit 150 mm Kantenlänge (Festigkeit am Versuchstag und Erhärtungsverlauf), 
sechs Zylinder mit d/h = 150/300 mm (Bestimmung des E-Moduls und der Spaltzug-
festigkeit), drei Biegebalken b/h/L = 150/100/700 mm (Bestimmung der Biegezugfes-
tigkeit) sowie drei Prüfwürfel mit einer Kantenlänge von 200 mm (Güteprüfung nach 
28 Tagen) hergestellt. Für die Festigkeitsprüfung wurden diese bis zum Versuchstag 
bei der zugehörigen Versuchsplatte gelagert. 
3.3 Materialkennwerte 
Die Betone wurden entweder in der eigenen Mischanlage hergestellt (Stützenabschnit-
te, Fertigteilplatten Versuch Jordahl und B-Tec DV 3 bis DV 6) oder vom Transportbe-
tonwerk Beton Union in Aachen als Fertigbeton angeliefert. Der Frischbeton wurde 
unter Berücksichtigung der Eigenfeuchte der Zuschlagstoffe gewichtsmäßig zusam-
mengesetzt und fachgerecht behandelt. Die Betone besaßen jeweils eine Regelkonsis-
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tenz (KR / F 3) und hatten einen Größtkorndurchmesser von 16 mm. Die Material-
kennwerte sind in Tabelle 3-4 zusammengestellt. 
Tabelle 3-4: Zusammenstellung der Betoneigenschaften am Versuchstag 
Betoneigenschaften 
Betonalter fc,cube fc,cyl fct,sp fct,fl Ec 
Versuch 
Bauteil 
[d] [MPa] [MPa] [MPa] [MPa] [GPa] 
GP 2 Vollplatte 13 31,6 26,3 2,2 3,5 26,2 
S+V Vollplatte 8 35,7 29,3 2,4 4,6 27,9 
TW Vollplatte 11 30,6 26,7 2,4 2,9 25,6 
Fertigteilplatte 10 23,7 19,1 1,7 - 21,4 
B-Tec DV 1 
Aufbeton 8 24,1 19,5 2,0 3,0 20,3 
Fertigteilplatte 22 51,4 41,5 2,9 5,1 28,9 
B-Tec DV 2 
Aufbeton 10 27,1 21,9 1,8 3,0 22,4 
Fertigteilplatte 19 46,2 39,2 3,1 4,5 28,8 
B-Tec DV 3 
Aufbeton 12 22,1 19,9 1,7 2,8 21,4 
Fertigteilplatte 19 85,3 72,1 3,6 - 36,9 
B-Tec DV 4 
Aufbeton 14 58,4 47,2 3,0 4,5 28,4 
Fertigteilplatte 16 46,8 38,5 3,1 4,7 29,0 
B-Tec DV 5 
Aufbeton 9 34,1 29,5 2,2 3,2 22,8 
Fertigteilplatte 29 48,6 37,8 2,6 5,3 28,9 
B-Tec DV 6 
Aufbeton 8 25,4 21,3 1,5 3,0 19,7 
Fertigteilplatte 22 47,2 40,8 3,6 - 30,8 
Jordahl 
Aufbeton 7 37,1 29,9 2,6 4,6 25,2 
18er Vollplatte 9 62,2 49,7 3,3 5,2 28,5 
40er Vollplatte 17 39,8 33,0 2,3 4,7 26,5 
VV 1 Vollplatte 23 33,3 29,5 2,3 4,5 25,2 
VV 2 Vollplatte 10 36,7 30,0 2,4 3,8 26,1 
VV 3 Vollplatte 9 40,3 34,6 2,8 4,1 27,2 
VV 4 Vollplatte 23 38,4 29,9 2,5 3,7 24,2 
RSO5n Vollplatte 18 33,1 27,9 2,3 4,4 30,3 
RSO6n Vollplatte 10 42,8 35,0 2,6 4,5 27,0 
RSO7n Vollplatte 16 33,7 26,9 2,0 3,1 22,6 
RSO8n Vollplatte 15 38,4 30,3 2,5 4,4 28,3 
Fertigteilplatte 41 57,4 49,6 3,4 - 31,2 
B-Tec RV 1 
Aufbeton 9 37,2 29,6 2,6 4,3 26,7 
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Im Vorfeld der Versuche wurden Zielfestigkeiten zum Versuchszeitpunkt festgelegt. 
Die Festigkeitsentwicklung der Betone variierte infolge unterschiedlicher Witterungs-
bedingungen und Betonrezepturen zum Teil, so dass der Versuchstermin flexibel fest-
gelegt werden musste. Hierdurch war es möglich, die geplante Versagensart zielsicher 
zu erreichen und nur geringe Abweichungen von der Zielfestigkeit zu erreichen. 
Als Bewehrung wurde BSt 500 S und Spannstahl der Güte St 900/1100 eingesetzt. 
Hierbei wurden die einzelnen Durchmesser jeweils aus einer Materialcharge verwen-
det, so dass einheitliche Materialkennwerte je Durchmesser und Lieferung vorlagen. 
Die 0,62“-Monolitzen hatten eine Güte von 1570/1770. Der Geilinger-Stahlpilz 
(Hauptträger), das s+v - Verbundkreuz und der Zuggurt des T-Walms bestanden aus 
S 355. Die Flügelprofile des T-Walms, die Nebenträger des Geilinger-Stahlpilzes und 
die Stahlbleche von Prof. Günther waren aus S 235. Die einzelnen Tragelemente der 
Stahleinbauteile wurden werkseitig nach Angaben der Hersteller verschweißt. Die Ma-
terialkennwerte wurden in Zugversuchen am Institut für Massivbau ermittelt. Bei den 
Durchstanzbewehrungssystemen standen teilweise Vergleichswerte der Eigenüberwa-
chung der Hersteller zur Verfügung. In Tabelle 3-5 sind die Stahleigenschaften zu-
sammengestellt. Die Materialkennwerte der Biegedruckbewehrung und der Randein-
fassung wurden nicht bestimmt. 
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Tabelle 3-5: Zusammenstellung der Stahleigenschaften der Biege- und Durchstanzbe-
wehrung sowie der Monolitzen 
Stahleigenschaften 
ds fy  bzw. fp0,1 ft εu Es 
Versuch 
Bezeichnung 
[mm] [MPa] [MPa] [%] [GPa] 
Biegezugbewehrung 20 546 674 21,3 199,9 
Hauptträger  379 539 19,6 209,7 GP 2 
Nebenträger  319 368 18,0 210,7 
Biegezugbewehrung 20 567 698 19,1 199,3 S+V 
Verbundkreuz  327 485 27,4 204,0 
Biegezugbewehrung 20 514 651 22,3 197,6 
Zugbügel  402 601 17,1 212,1 TW 
Walmflügel ½ IPE 396 499 8,0 204,8 
Biegezugbewehrung 20 481 562 23,5 203,5 B-Tec DV 1 
B-Tec DV 2 Gitterträger Diagonale 8 525 575 11,7 204,6 
Biegezugbewehrung 20 562 659 33,9 198,2 B-Tec DV 3 
B-Tec DV 6 Gitterträger Diagonale 8 534 584 10,7 208,0 
Biegezugbewehrung 15 898 1101 11,1 198,1 B-Tec DV 4 
B-Tec DV 5 Gitterträger Diagonale 8 534 584 10,7 208,0 
Biegezugbewehrung 20 540 625 23,4 199,9 Jordahl 
Doppelkopfanker 16 594 674 17,0 202,3 
Biegezugbewehrung 15 933 1156 - 193,7 18er 
40er Stahlbleche 5 336 395 5,8 209,6 
Biegezugbewehrung 15 894 1104 13,1 197,8 VV 1 
VV 2 Bügelbewehrung 8 582 667 16,1 206,2 
Biegezugbewehrung 15 921 1126 12,5 194,3 
VV 3 
Doppelkopfanker 16 531 621 19,2 192,0 
Biegezugbewehrung 15 921 1126 12,5 194,3 
VV 4 
Doppelkopfanker 16 590 662 15,4 - 
VV 1 – VV 3 Monolitzen 15,7 1751 1790 - 196,2 
VV 4 Monolitzen 15,7 1740 1921 - 196,6 
12 548 651 20,9 200,3 
16 514 588 20,8 201,0 
20 524 649 20,9 199,4 
RSO5n 
RSO6n 
RSO7n 
RSO8n 
Biegezugbewehrung 
25 507 658 23,7 194,5 
10 611 676 17,6 199,2 
RSO6n Bügel 12 548 651 20,9 200,3 
8 585 676 16,2 199,5 RSO7n 
RSO8n Bügel 12 548 651 20,9 200,3 
RSO8n Monolitzen 15,7 1652 1836 - 199,0 
16 598 697 18,5 198,8 
20 554 646 23,9 197,2 Biegezugbewehrung 
25 607 702 23,0 201,5 
B-Tec RV 1 
Gitterträger Diagonale 8 534 584 10,7 208,0 
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3.4 Versuchsaufbau 
Bei den Durchstanzversuchen an Innenstützen wurde der Versuchskörper über den 
Stützenabschnitt auf einem Hydraulikzylinder gelagert (Bild 3-15). Jede der zwölf Ab-
spannungen, die in einem Radius von 1,20 m angeordnet waren, wurde unterhalb der 
Widerlagerplatte bzw. des Hallenbodens mit einer Hydraulikpresse verankert. Durch 
die Kopplung der Hydraulikzylinder in einem Ölkreislauf wurde eine nahezu gleich-
mäßige Lastaufteilung erreicht und der Versuchskörper annähernd rotationssymmet-
risch beansprucht. Die Lastaufbringung erfolgte über den zentralen Hydraulikzylinder 
unterhalb des Stützenabschnitts. 
 
 
Bild 3-15:  Versuchsaufbau für Durchstanzversuche im Bereich von Innenstützen 
Die Abmessungen des Versuchsstandes für die Durchstanzversuche im Bereich von 
Randstützen sind in Bild 3-16 dargestellt. Die Belastung erfolgte über sechs Abspan-
nungen, die jeweils in einem Radius von R = 1,20 m um den Stützenmittelpunkt von 
unten durch die Betonplatte geführt wurden. Der Winkel zwischen den Lasteinlei-
tungspunkten betrug 36°. Unterhalb des Versuchskörpers waren jeweils zwei benach-
barte Abspannungen über eine Traverse so verbunden, dass bei sechs Abspannungen 
über drei 630 kN Lukas-Pressen die Belastung aufgebracht werden konnte. Zwischen 
den Lukas-Pressen und den Traversen waren Kalotten angebracht, um Einflüsse aus 
Schiefstellungen zu vermeiden. Das Widerlager für die Hydraulikpressen bildete je-
weils eine Stahlkonstruktion, die die Kräfte in den Hallenboden ableitete. Alle Pressen 
waren an einen Ölkreislauf angeschlossen, so dass eine gleichmäßige Belastung der 
Abspannungen sichergestellt war.  
Die Versuchskörper waren am Stützenfuß und an drei Punkten an der gegenüberlie-
genden Auflagerbank in vertikaler Richtung gelagert. An den Stützen wurden am obe-
ren und unteren Ende horizontal wirkende hydraulische Pressen in Kombination mit 
einer Kraftmessdose vorgesehen, um die zu untersuchende Ausmitte e = MStütze/VStütze 
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durch das Aufbringen einer zusätzlichen Horizontalkraft einstellen zu können. Zwi-
schen der Stütze und den vertikalen Kraftmessdosen am Stützenfuß war ein Pendelstab 
angebracht, um Einflüsse aus horizontaler Reibung zu vermeiden. Der Pendelstab war 
an beiden Enden mit Kalottenlagern versehen. 
 
Bild 3-16:  Versuchsaufbau für Durchstanzversuche im Bereich von Randstützen 
3.5 Versuchsdurchführung 
Innenstützenversuche 
Vor Versuchsbeginn wurde zunächst die Versuchsplatte über den zentralen Hydraulik-
zylinder leicht angehoben bis sie frei schwebend nur von ihrem Eigengewicht belastet 
war, um dann die Anzeige des Hydraulikzylinders zu Null zu setzen. Danach wurden 
die Muttern der Abspannungen handfest angezogen und eine Last von 10 kN angefah-
ren. In diesem Zustand wurden alle Messstellen zu Null gesetzt und die kontinuierliche 
Abfrage der Messstellen gestartet. Je nach erwarteter Bruchlast wurde daraufhin die 
Beanspruchung in Laststufen von 25 kN bis 100 kN gesteigert. In ausgewählten Last-
stufen wurde das Rissbild dokumentiert. Nach dem Erreichen des rechnerischen 
Gebrauchslastniveaus wurden zehn Lastwechsel zwischen 100 % und 50 % der 
Gebrauchslast gefahren. Die rechnerische Gebrauchslast wurde dabei aus der erwarte-
ten Bruchlast durch Division mit der globalen Sicherheit von 2,1 ermittelt. Nach den 
Lastwechseln wurde die Beanspruchung in Stufen bis etwa 70 % der erwarteten Bruch-
last gesteigert bis das Biegerissbild abgeschlossen war. Ab dieser Laststufe wurde die 
Last langsam kontinuierlich wegkontrolliert anhand der Mittendurchbiegung gesteigert 
bis das Versagen durch einen Kraftabfall beobachtet werden konnte. Traten vor Errei-
chen der Bruchlast größere Schäden an der Plattenunterseite oder Stütze auf, wurde die 
Last reduziert, der Schaden dokumentiert und erneut belastet. Nach Erreichen der 
Bruchlast wurde zunächst entlastet und nach einer ersten Dokumentation erneut be-
lastet, um die Resttragfähigkeit zu bestimmen. Danach wurde vollständig entlastet und 
der Versagenszustand dokumentiert. Die Versuchsdurchführungen dauerten zwischen 
drei und sechs Stunden. 
78 
Randstützenversuche 
Die Versuchsdurchführung der Randstützenversuche unterschied sich von den Versu-
chen an Innenstützen in der Lastaufbringung. Randstützen zeichnen sich im Gegensatz 
zu zentrisch beanspruchten Innenstützen durch eine kombinierte Beanspruchung aus 
Moment und Querkraft im Stützen-Decken-Knoten aus. Den entscheidenden Einfluss 
auf die Tragfähigkeit stellt dabei die bezogene Ausmitte e/c dar. Bei den Versuchen 
RSO5n bis RSO8n wurde eine bezogene Ausmitte von 1,20 angestrebt. Der Randstüt-
zenversuch mit Gitterträgern wurde mit einer bezogenen Ausmitte von 0,65 geprüft. 
Zunächst wurde die Vertikallast über die drei Hydraulikzylinder bis zur ersten Laststu-
fe gesteigert. Danach konnte über die horizontalen Pressen an den Stützenenden das 
zugehörige Moment aufgebracht werden. Die Laststufen wurden zwischen 25 und 
50 kN festgelegt. Dieses Vorgehen wiederholte sich in den Versuchen RSO6n bis 
RSO8n bis zu einer Last von etwa 700 kN. Im Bereich dieser Laststufe ließ sich die 
Horizontallast nicht weiter steigern. Aus diesem Grund wurden die horizontalen Zylin-
der geblockt und bis zur Bruchlast ausschließlich die Vertikallast erhöht. Hierdurch 
reduzierte sich die bezogene Ausmitte bis zum Erreichen der Traglast.  
Vorgespannte Versuche 
Die Spannglieder der vorgespannten Versuche wurden am Tag vor dem Versuch vor-
gespannt. Während des Vorspannens befand sich die Platte in Schwebe und wurde aus-
schließlich durch ihr Eigengewicht beansprucht, die Abspannungen waren lastfrei. Die 
Monolitzen wurden einzeln nacheinander mit einem Hohlkolbenzylinder auf die ge-
plante Vorspannkraft angespannt. Aufgrund der kurzen Spanngliedlänge wurden die 
Spannglieder mehrfach überspannt und entlastet, zusätzlich wurden zum Ausgleich des 
Keilschlupfes dünne Unterlegscheiben eingesetzt. Die Versuchsdurchführung unter-
schied sich nicht von den übrigen Versuchen. 
3.6 Messverfahren 
Kraftmessung 
Die in den Versuchskörper eingetragene Vertikalkraft wurde während des Versuchs 
über den Hydraulikdruck gesteuert und über die Reaktionskräfte der Abspannungen 
kontrolliert. Hierzu waren bis zu zehn Abspannungen (Gewindestangen Ø32 mm) mit 
zwei Dehnungsmessstreifen versehen und an das Datenerfassungssystem angeschlos-
sen. Die Gewindestangen wurden im Vorfeld der Versuche kalibriert. Die Beanspru-
chungen der Abspannungen blieben in allen Versuchen im elastischen Bereich, so dass 
die Zugkräfte aus den gemessenen Stahldehnungen direkt bestimmt werden konnten. 
Für die späteren Versuchsauswertungen wurde die erreichte Bruchlast aus der Summe 
der Abspannkräfte ermittelt, da die Prüfkraft des Hydraulikzylinders zusätzliche Reib-
anteile enthält, die belastungs- und zylinderhubabhängig und somit nicht eindeutig zu 
bestimmen sind. 
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Durchbiegungen der Versuchskörper 
Die Plattendurchbiegung wurde bei den Innenstützenversuchen zumeist ausschließlich 
an der Stütze sowie in den Hauptachsen im Bereich des Lasteinleitungsradius kontinu-
ierlich mit induktiven Wegaufnehmern auf der Plattenunterseite gemessen. In einzel-
nen Versuchen wurden zusätzliche Zwischenpunkte aufgezeichnet. Durch die Diffe-
renzbildung der Verformungen im Bereich der Stütze und dem Lasteinleitungsradius 
konnten die Starrköperverschiebungen der Platte infolge Dehnung der Abspannungen 
sowie Schlupf in den Verankerungen eliminiert werden. Bei den Versuchen an Rand-
stützen wurden die Durchbiegungen der Kragarme im Bereich der Abspannungen so-
wie an mehreren Punkten im Bereich der Stütze gemessen.  
Erfassung der Rissbildung und Messung der Rissbreiten 
Das Rissbild auf der Plattenoberseite wurde in ausgewählten Laststufen dokumentiert 
und einzelne charakteristische Risse (radial und tangential) mit einem Risslineal ge-
messen. Nach dem Versagen wurde das abgeschlossene Rissbild nachgezeichnet und 
fotografiert. Das gesamte Rissbild und Abplatzungen auf der Plattenunterseite wurden 
in der Regel nach Versuchsende aufgenommen. Abschließend wurden alle Versuche in 
mindestens zwei orthogonalen Schnitten zersägt, um die Lage und Ausbildung des 
Durchstanzkegels feststellen zu können. 
Erfassung der Schubrissbildung 
Die Schubrissbildung während des Versuchs wurde durch die Änderung der Platten-
dicke verfolgt. Hierzu wurden mehrere Leerrohre einbetoniert, in die Gewindestangen 
eingeführt waren. Da das Ende auf der Plattenunterseite unverschieblich befestigt war, 
konnte von der Plattenoberseite ein Wegaufnehmer die Relativverschiebung des Kop-
fes in Bezug zur Plattenoberseite aufzeichnen. Die gemessene Verschiebung beinhaltet 
neben der Schubrissbreite gegebenenfalls die horizontale Rissbildung in Höhe der Bie-
gebewehrung.  
Beton- und Betonstahldehnungen 
Zur Messung der lokalen Betonstauchungen am Stützenanschnitt und an weiteren aus-
gewählten Stellen wurden Dehnungsmessstreifen (DMS) vom Typ HBM LY 41 3/120 
eingesetzt. Diese DMS wurden auf den Hauptachsen zumeist in Stützenmitte und auf 
einer Stützendiagonale in radialer und tangentialer Richtung angebracht. Weitere DMS 
wurden in Verbindung mit Messstellen auf der Biegezugbewehrung eingesetzt, um 
Dehnungsverläufe über die Plattenhöhe zu erstellen. Bei allen Platten mit Ausnahme 
der Versuche mit Stahlblechen wurden DMS vom Typ HBM LY 61 3/120 zur Mes-
sung der Stahldehnungen verwendet. Vor der Applizierung der DMS wurden die 
Längsrippen des Betonstahls bereichsweise entfernt. Zur Messung der zentrischen 
Zugkraft wurden je Messstelle zwei DMS gegenüberliegend angeordnet und in Reihe 
geschaltet, so dass ein möglicher Biegeeinfluss unberücksichtigt blieb. Bei den Versu-
chen mit Stahlblechen wurde je Messstelle nur ein DMS angeordnet. 
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Vorspannkräfte 
In den Versuchen mit Vorspannung wurden bis zu fünf Spannglieder mit Kraftmess-
dosen ausgerüstet, um den Spannkraftzuwachs während des Versuchs aufzeichnen zu 
können. 
3.7 Bruchlasten 
Eine ausführliche Auswertung der einzelnen Versuche erfolgt in Kapitel 4, so dass an 
dieser Stelle ausschließlich die erreichten Bruchlasten inkl. Eigengewicht der Platte 
und die charakteristischen Versuchsparameter zusammengestellt werden. 
Tabelle 3-6: Zusammenstellung der Bruchlasten 
statische  
Nutzhöhe d  
Längsbeweh-
rungsgrad ρl 
Zylinderdruck-
festigkeit fc,cyl 
Stützenab-
messung c 
Bruch-
last Vu 
Bruchmo-
ment Mu 
Versuch 
[mm] [%] [MPa] [mm] [kN] [kNm] 
GP 2 1) 215 1,90 26,3 300 2515 - 
S+V 220 1,36 29,3 300 2265 - 
TW 220 1,36 26,7 300 2120 - 
B-Tec DV 1 160 1,96 19,5 300 905 - 
B-Tec DV 2 160 1,96 21,9 300 961 - 
B-Tec DV 3 150 2,09 19,9 300 824 - 
B-Tec DV 4 147 1,20 47,2 300 980 - 
B-Tec DV 5 340 0,52 29,5 300 2907 - 
B-Tec DV 6 200 1,57 21,3 300 1259 - 
Jordahl 250 1,25 29,9 263 2085 - 
18er 140 1,26 49,7 300 1005 - 
40er 360 0,49 33,0 300 3450 - 
VV 1 160 1,94 29,5 290 1765 - 
VV 2 160 1,94 30,0 290 1569 - 
VV 3 160 1,94 34,6 290 2178 - 
VV 4 160 1,94 29,9 290 1888 - 
RSO5n 185 2,00 27,9 300 485 155 
RSO6n 185 2,00 35,0 300 1058 163 
RSO7n 185 2,00 26,9 300 805 142 
RSO8n 185 2,00 30,3 300 1039 193 
B-Tec RV 1 210 2,02 29,6 300 939 167 
1)
 außerhalb des Stahlpilzes: d = 220 mm und ρl = 1,36 % 
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4 Versuchsauswertungen und Ableitung von Bemessungsan-
sätzen 
4.1 Allgemeines 
In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der eigenen Versuche präsentiert und mit 
Versuchsergebnissen aus der Literatur verglichen. Ziel der Untersuchungen ist, die 
maßgebenden Einflussfaktoren auf den maximalen Durchstanzwiderstand anhand der 
untersuchten Durchstanzbewehrungssysteme zu bestimmen und darauf aufbauend eine 
zutreffende Beschreibung des Durchstanzwiderstandes durchstanzbewehrter Flachde-
cken abzuleiten. Neben der Identifizierung produktspezifischer Besonderheiten für die 
Bemessung oder die konstruktive Durchbildung wird zusätzlich der Systemeinfluss 
durch die Untersuchung von Randstützenversuchen genauer betrachtet. 
4.2 Versuchsdatenbanken und statistische Auswertungen 
In diesem Kapitel werden neben den eigenen Versuchen zusätzlich die Ergebnisse von 
Versuchen aus der Literatur für die Auswertung herangezogen. Die über tausend do-
kumentierten Durchstanzversuche decken eine große Bandbreite möglicher Einflusspa-
rameter ab [20]. Bei genauerer Betrachtung reduziert sich die vermeintlich hohe An-
zahl zur Verfügung stehender Versuche jedoch erheblich, da einige Versuche nicht 
ausreichend dokumentiert sind oder spezielle Untersuchungsziele wie den Einfluss von 
Öffnungen oder die Verwendung von Leicht- oder Faserbeton zum Gegenstand hatten. 
Zusätzlich muss in jedem Fall überprüft werden, ob eine ausreichende Biegetragfähig-
keit vorhanden war oder im Bruchzustand große Teile der Biegebewehrung bereits die 
Streckgrenze überschritten hatten. Der Großteil der verbleibenden Versuche wurde 
ohne Durchstanzbewehrung durchgeführt. Bei den Versuchen mit Durchstanzbeweh-
rung ist neben der verwendeten Bewehrungsart zusätzlich die Versagensart (maximaler 
Durchstanzwiderstand, Versagen innerhalb oder außerhalb der Durchstanzbewehrung) 
zu berücksichtigen, so dass für die Auswertung eine vergleichsweise geringe Ver-
suchsanzahl zur Verfügung steht. 
Die am Institut für Massivbau der RWTH Aachen University vorhandene Durchstanz-
datenbank basiert auf den Zusammenstellungen von BEUTEL [19] (Innenstützen), 
TUCHLINSKI [110], VOCKE [113] und HAMMELEHLE [53] (Randstützen) und ent-
hält Versuche mit und ohne Durchstanzbewehrung. Diese Datenbank wurde in den 
letzten Jahren um neuere Versuchsergebnisse erweitert. Zusätzlich wurde im Zuge die-
ser Arbeit eine Datenbank mit vorgespannten Versuchen mit und ohne Durchstanzbe-
wehrung angelegt. Ausgangspunkt waren die Angaben in [75] und [110]. 
Die dokumentierten Versuche werden im Folgenden zur Beurteilung unterschiedlicher 
Bemessungsgleichungen herangezogen. Hierzu wurden alle Versuche nach den fol-
genden Kriterien ausgewählt: 
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• Statische Nutzhöhe d ≥ 80 mm 
• Betondruckfestigkeit fc,cyl ≤ 100 MPa 
• Verhältnis aus Versuchsbruchlast und Biegetragfähigkeit nach Bruchlinientheo-
rie VTest / Vflex ≤ 1,15 
Die Sicherheit bzw. Zuverlässigkeit eines Bauwerks wird durch die Streuung der Be-
anspruchungen und der Beanspruchbarkeiten sowie durch Fehler in der Planung oder 
Ausführung beeinflusst [116]. Eine absolute Sicherheit ist im statistischen Sinne nicht 
erreichbar und ist aus wirtschaftlichen Überlegungen heraus auch nicht erstrebenswert. 
Vielmehr ist die Versagenswahrscheinlichkeit auf ein erträgliches Maß zu reduzieren. 
Dieses Maß wird in der Regel als ausreichend erachtet, wenn der 95 %-Quantilwert der 
Einwirkung kleiner ist als der 5 %-Quantilwert des Widerstandes. Die sogenannte zent-
rale Sicherheitszone beschreibt den Abstand zwischen den Mittelwerten der Einwir-
kung und des Widerstandes und lässt sich mit dem Sicherheitsindex β beschreiben. Für 
übliche Hochbauten mit einer Lebensdauer von 50 Jahren wird dieser zu 3,8 ange-
nommen. Zur Ermittlung des Sicherheitsindex sind allerdings die Streuungen der Ba-
sisvariablen auf der Einwirkungs- und Widerstandsseite zu berücksichtigen, wodurch 
die Lösung erheblich erschwert wird. Mit Hilfe von Vereinfachungen können die Ein-
wirkungs- und Widerstandsseite getrennt von einander betrachtet werden (semi-
probabilistisch).  
Neben der Ermittlung eines Sicherheitsindex werden im Eurocode, Anhang D [37] 
zwei weitere Verfahren zur Ableitung von Bemessungswerten angegeben. Das Verfah-
ren 1 ermittelt den Bemessungswert über den charakteristischen Wert. Hierzu wird zu-
nächst der 5 %-Quantilwert mit den charakteristischen Eingangsgrößen ermittelt und 
danach der Teilsicherheitsbeiwert γm der Widerstandsseite berücksichtigt. Hierdurch 
ergibt sich ein gleichbleibender Sicherheitsabstand γm unabhängig von der Streuung. 
Das Verfahren 2 ermittelt den 5 %-Quantilwert direkt aus den Bemessungswerten un-
ter Berücksichtigung eines gleichbleibenden Sicherheitsindex β von 3,8. Für beide 
Verfahren kann als Verteilungsfunktion alternativ eine Standardnormalverteilung oder 
eine ln-Normalverteilung angenommen werden.  
Bild 4-1 zeigt den Einfluss des Auswerteverfahrens auf den Bemessungswert in Ab-
hängigkeit des Variationskoeffizienten. Es wird deutlich, dass die Verwendung einer 
ln-Normalverteilung mit zunehmendem Variationskoeffizienten zu geringfügig größe-
ren Bemessungswerten führt als der Ansatz einer Normalverteilung. Demgegenüber 
ergeben sich bei der Anwendung des Verfahrens 2 deutlich größere Unterschiede. Dies 
ist darauf zurückzuführen, dass bei kleineren Streuungen ein geringerer Sicherheitsab-
stand ausreicht, um einen gleichbleibenden Sicherheitsindex zu erreichen. Bei der An-
wendung des Verfahrens 2 ist allerdings darauf zu achten, dass Bautoleranzen ausrei-
chend berücksichtigt werden. Für Variationskoeffizienten größer als etwa 0,17 führt 
die Verwendung des Verfahrens 1 zu einem niedrigeren Sicherheitsindex und somit 
statistisch zu einer unsicheren Bemessung. 
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Bild 4-1: Einfluss des Auswerteverfahrens nach Eurocode auf den 5 %-Quantilwert in 
Abhängigkeit des Variationskoeffizienten 
Die Bemessungsgleichungen beinhalten in der Regel charakteristische Materialkenn-
werte, die in Europa als 5%-Quantilwerte angegeben werden. Diese sind für eine Ver-
suchsnachrechnung aus den am Versuchstag bestimmten Materialfestigkeiten zu ermit-
teln. Die Betonfestigkeit des Versuchskörpers wird dabei als mittlere Betonfestigkeit 
fcm angesehen. Zur Ermittlung der charakteristischen Betondruckfestigkeit fck ist das 
Vorhaltemaß ∆fc abzuziehen.  
,ck c Test cf f f= − ∆  (4-1) 
Das Vorhaltemaß wird in DIN 1045-1 mit 8 MPa und in EN 208 mit 4 MPa festgelegt. 
Der Unterschied beträgt für niedrige Betondruckfestigkeiten bis 30 MPa mehr als 5 % 
(Bild 4-2). Bei der Verwendung eines Vorhaltemaßes von 4 MPa ergeben sich kleinere 
Verhältniswerte aus Versuchsbruchlast zu rechnerischer Tragfähigkeit VTest/Vcalc. 
 
Bild 4-2:  Einfluss des Vorhaltemaßes 
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Die Auswertungen im Rahmen dieser Arbeit werden mit einem Vorhaltemaß von 
8 MPa durchgeführt, da sowohl die Bemessungsgleichungen in DIN 1045-1 als auch 
die bestehenden bauaufsichtlichen Zulassungen für unterschiedliche Durchstanzbe-
wehrungssysteme hiermit abgeleitet wurden. Zur besseren Vergleichbarkeit des er-
reichten Sicherheitsniveaus erscheint es daher angebracht dieses Vorgehen zu wählen. 
Zur Beurteilung des vorhandenen Sicherheitsniveaus der Bemessungsgleichungen 
dient im Folgenden der 5%-Quantilwert, der sich aus dem Mittelwert der Verhältnis-
werte VTest/Vcalc der betrachteten Versuche unter Berücksichtigung der Standardabwei-
chung ermitteln lässt. Dabei wird eine Standardnormalverteilung der Verhältniswerte 
unterstellt. 
4.3 Numerische Untersuchungen 
Die im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten numerischen Untersuchungen zum 
Durchstanzen von Flachdecken im Bereich von Innen- und Randstützen wurden mit 
dem am Institut für Massivbau von KERKENI entwickelten Finite-Elemente Programm 
LIMFES [72] durchgeführt. Die Untersuchungen unterteilten sich in Versuchsnach-
rechnungen und darauf aufbauende Parameterstudien. Die Versuchsnachrechnungen 
dienten dazu die im Versuch punktuell ermittelten Messwerte durch die Daten der nu-
merischen Simulation zu vervollständigen. Hierdurch war es möglich die Beanspru-
chungen flächendeckend zu bestimmen, Traganteile zu ermitteln und den Lastabtrag zu 
verfolgen. Der Vergleich der Ergebnisse mit den Messwerten der Versuche ergab zu-
meist eine gute (Traglasten, Last-Verformungskurven, Stahldehnungen) bis zufrieden-
stellende (Betonstauchungen) Übereinstimmung, so dass davon ausgegangen werden 
kann, dass der Lastabtrag mit der gewählten Diskretisierung und den Berechnungsein-
stellungen zutreffend erfasst wurde. Dies ist die Grundvoraussetzung, um mit dem 
Modell eine Parameterstudie durchführen zu können, bei der die Auswirkungen kleiner 
Veränderungen der Einflussparameter untersucht werden sollen. Treten grundlegende 
Änderungen im Lastabtrag auf, so ist nicht in jedem Fall gesichert, dass das gewählte 
Modell diesen zutreffend beschreiben kann ([58], [59], [64]). 
Zur Modellierung der Versuchskörper kamen überwiegend Volumenelemente mit 
8 Knoten (linearer Verschiebungsansatz) zur Anwendung, da die Verwendung von 
20 Knoten-Elementen (quadratischer Verschiebungsansatz) die Rechenzeit erheblich 
erhöhte und nur eine geringe Verbesserung der Ergebnisse ergab. Ausschließlich für 
die Modelle mit T-Walm wurde aus geometrischen Gründen der Einsatz von 20 Kno-
ten-Elementen erforderlich. In allen Modellen ohne Vorspannung konnte die Symmet-
rie ausgenutzt werden, so dass nur ein Viertel (Innenstützenversuche) bzw. eine Hälfte 
(Randstützenversuche) des Versuchskörpers modelliert werden musste. Die Biegebe-
wehrung wurde diskret mit Fachwerkstäben modelliert, deren Enden mit den Knoten 
der Betonelemente gekoppelt waren (vollständiger Verbund). Die Durchstanzbeweh-
rung (Bügel und Doppelkopfanker) wurde überwiegend aus einem vertikalen Fach-
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werkstab gebildet, an dessen Enden Biegestäbe angeschlossen waren (vgl. [19]). Aus-
schließlich für die Untersuchungen in Kapitel 4.11 wurde die Durchstanzbewehrung 
aus Doppelkopfankern mit Volumenelementen generiert. Interface-Elemente wurden 
zur Abbildung des Verbundes zwischen den Stahleinbauteilen und dem Beton verwen-
det. Zusätzlich kamen Spannglied-Splines zur Anwendung, die mit bis zu 30 Stützstel-
len eine sehr genaue Abbildung des Spanngliedverlaufs ermöglichten.  
Das Verhalten der Volumenelemente der Stahleinbauteile und des Betons wurde mit 
dem Microplane Materialmodell M 4 von BAZANT [17] charakterisiert. Das Werk-
stoffmodell definiert die Arbeitslinie des Betons durch verschiedene Parameter, die die 
Verläufe im Bereich der Maximalspannung und im abfallenden Ast beschreiben. Das 
Modell beruht auf der Überlegung, dass der Dehnungstensor in einem Materialpunkt 
(Integrationspunkt des finiten Elements) mit geeigneten Methoden auf Ebenen unter-
schiedlicher Ausrichtung projiziert wird und so die Verzerrungsvektoren in viele Teil-
vektoren aufspaltet. Auf jeder einzelnen Ebene wird nun der Zusammenhang zwischen 
den dort wirkenden Dehnungen und Spannungen über ein zweidimensionales Materi-
algesetz beschrieben. Im abschließenden Schritt werden die so erhaltenen Spannungen 
auf den Ebenen in makroskopische Beanspruchungen umgerechnet. Das Materialver-
halten der diskret abgebildeten Bewehrungselemente wurde mit einem bilinearen 
Spannungs-Dehnungs-Verlauf mit Verfestigung charakterisiert. 
Die Berechnungen wurden überwiegend lastgesteuert mit einer Schrittweite von 1 bis 
2 % der Traglast durchgeführt, da Vergleichsberechnungen mit einer weggesteuerten 
Belastung teilweise nicht zufriedenstellende Traglasten ermittelten. Als Lösungsalgo-
rithmus kam das modifizierte Newton-Raphson Verfahren zur Anwendung. 
4.4 Bügel als Durchstanzbewehrung 
4.4.1 Allgemeines 
Die erheblichen Unterschiede in den Regelungen zum Durchstanzen in Eurocode 2 und 
DIN 1045-1 für durchstanzbewehrte Platten können zu deutlichen Tragfähigkeitsunter-
schieden führen. Durch den Vergleich mit Versuchsergebnissen wird daher im Folgen-
den das Sicherheitsniveau der Bemessungsgleichungen nach Eurocode 2 für bügelbe-
wehrte Platten bestimmt und mit den Ergebnissen der Ansätze nach DIN 1045-1 ver-
glichen. Für Versuche ohne Durchstanzbewehrung ergaben die Auswertungen in [61] 
für Eurocode 2 und DIN 1045-1 trotz der unterschiedlichen Nachweisschnitte ver-
gleichbare Tragfähigkeiten, die das erforderliche Sicherheitsniveau erreichten.  
4.4.2 Maximaltragfähigkeit 
Beim Nachweis der Maximaltragfähigkeit nach Eurocode 2 wird der Bemessungs-
schnitt direkt an der Stütze geführt und der Durchstanzwiderstand in Analogie zur 
Druckstrebentragfähigkeit von Balken ermittelt. Damit ist die Bemessungsgleichung 
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ausschließlich von der Betonfestigkeit und der Stützengeometrie abhängig. Versuchs-
beobachtungen lassen jedoch eindeutig erkennen, dass nicht das Versagen der schrägen 
Betondruckstrebe, sondern die Tragfähigkeit der Betondruckzone am Stützenanschnitt 
unter radialer und tangentialer Beanspruchung maßgebend ist. Infolge der geringen 
Druckzonenhöhe am Stützenanschnitt und der unvollständigen Umschnürung durch die 
Bügelbewehrung in diesem Bereich tritt vor dem Versagen der Druckstrebe ein Ab-
platzen der Betondeckung unter mehrachsialer Beanspruchung auf. Aus diesem Grund 
erfolgt die Ermittlung der maximalen Durchstanztragfähigkeit in anderen Normen als 
Vielfaches der Tragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung, da neben der Druckbean-
spruchung des Betons auch die Rotation des Querschnitts im Stützbereich von ent-
scheidender Bedeutung ist. 
Die Beschreibung der maximalen Durchstanztragfähigkeit in Eurocode 2 durch die 
Druckstrebentragfähigkeit am Stützenanschnitt führt in Verbindung mit dem progres-
siven Ansatz eines 33°-Fachwerks zur Ermittlung der erforderlichen Durchstanzbe-
wehrungsmenge dazu, dass rechnerisch der überwiegende Teil der bügelbewehrten 
Versuche der Datenbank außerhalb der Durchstanzbewehrung versagt. Ausschließlich 
Versuche mit niedriger Betonfestigkeit weisen bei einer Auswertung mit charakteristi-
schen Materialfestigkeiten (fck = fc, Test - 8 MPa) ein Versagen auf dem Niveau der Ma-
ximaltragfähigkeit auf. Dies widerspricht allerdings häufig den Versuchsbeobachtun-
gen der Forscher und führt darüber hinaus zu der Schlussfolgerung, dass die Durch-
stanztragfähigkeit durch eine Vergrößerung des durchstanzbewehrten Bereichs weiter 
gesteigert werden kann. Unter der Annahme, dass die Versuche, die nach DIN 1045-1 
auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit versagten, auch für den Ansatz nach Euro-
code 2 repräsentativ sind, kann die Auswertung für 31 bügelbewehrte Versuche durch-
geführt werden. Bei der Einordnung der Versuche wurden neben den rechnerischen 
Tragfähigkeiten zusätzlich die in der Literatur beschriebenen Versagensarten berück-
sichtigt. 
In Bild 4-3 ist die Auswertung der Bemessungsgleichung mit den Versuchsbruchlasten 
dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass das erforderliche Sicherheitsniveau mit 
einem Mittelwert von ξm = 0,79 und einem 5%-Quantilwert von ξ5% = 0,46 bei einem 
Variationskoeffizienten von v = 0,25 bei weitem nicht erreicht wird. Insbesondere ist 
eine starke Abhängigkeit der Bemessungsgleichung von der Betonfestigkeit und dem 
bezogenen Stützenumfang festzustellen.  
87 
 
 
  
Bild 4-3:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem maximalen Durchstanzwider-
stand nach Eurocode 2 
Zum Vergleich ist in Bild 4-4 die Auswertung nach DIN 1045-1 dargestellt. Die Be-
schreibung der Maximaltragfähigkeit im kritischen Rundschnitt als ein Vielfaches der 
Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung führt für alle dargestellten Ein-
flussparameter zu einer nahezu trendfreien Berücksichtigung. Darüber hinaus zeichnet 
sich die Bemessungsgleichung durch einen sehr geringen Variationskoeffizienten von 
v = 0,06 aus, der bei einem Mittelwert von ξm = 1,09 zu einem 5%-Quantilwert von 
ξ5% = 0,98 führt.  
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Bild 4-4:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem maximalen Durchstanzwider-
stand nach DIN 1045-1 
BEUTEL [57] und SCHUSTEREDER [98] überprüften experimentell die Obergrenze 
der Durchstanztragfähigkeit von Bügeln nach Eurocode 2. BEUTEL verwendete in 
seinem Versuch EM 1 (Bild 4-5) offene Bügel Ø 8 mm mit 180°-Abbiegungen in der 
Zugzone, die er nach DIN 1045-1 für die rechnerische Maximaltragfähigkeit nach Eu-
rocode 2 bemaß (Asw,1 = 26,0 cm²) und im Durchstanzbereich abstufte. Der Versuchs-
körper zeichnete sich durch ein u0/d-Verhältnis von 7,25 aus, das etwa dem Mittelwert 
der in der Datenbank vorhandenen Versuche entspricht. SCHUSTEREDER führte zwei 
Versuchsserien durch, bei denen zum einen die Anzahl der Bewehrungsreihen und zum 
anderen der Stützendurchmesser verändert wurde. Als Durchstanzbewehrung kamen 
geschlossene Bügel Ø 6 mm mit einem Biegerollendurchmesser von 25 mm zum Ein-
satz, die jeweils einen Bewehrungsstab der oberen und unteren Biegebewehrung um-
schlossen (Bild 4-6). Die Bügel wurden mit Ausnahme der ersten Bewehrungsreihe 
(Asw,1 = 6,79 cm², Asw,i = 9,05 cm²) gleichmäßig und ohne Abstufung angeordnet. Das 
u0/d-Verhältnis lag in der ersten Versuchsserie bei etwa 4 und in der zweiten bei etwa 
6,5.  
Während der Versuch von BEUTEL für den Mittelwert der Betonfestigkeit nur 83 % 
der rechnerischen Tragfähigkeit nach Eurocode 2 erreicht, ergeben sich für die Versu-
che von SCHUSTEREDER für alle Versuche mit mindestens drei Bewehrungsreihen 
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(lsw ≥ 2,0d) Verhältniswerte von mehr als 1,0. Dies ist umso bemerkenswerter, da die 
Versuche eine deutlich geringere Durchstanzbewehrungsmenge enthielten. Eine Aus-
wertung nach DIN 1045-1 ergibt ebenfalls höhere bezogene Tragfähigkeiten. Eine Er-
klärung hierfür ist aus den veröffentlichten Informationen nicht abzuleiten. Es ist je-
doch festzustellen, dass die verwendete Bügelform zusammen mit dem kleinen Stab-
durchmesser ein wesentlich günstigeres Verankerungsverhalten aufweist als übliche 
Biegeformen mit 90°-Abbiegungen. Durch den geringeren Verankerungsschlupf sind 
die Ergebnisse daher nicht direkt mit den Versuchen der Datenbank vergleichbar. 
 
Bild 4-5:  Versuch EM 1 von BEUTEL [57] 
 
Bild 4-6:  Versuche SCHUSTEREDER [98] 
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Aufgrund des geringen Sicherheitsniveaus der Bemessungsgleichung in Eurocode 2 
wurde für den Nationalen Anhang für Deutschland eine Anpassung der Gleichung vor-
genommen. Der Ansatz folgt der Vorgabe in Eurocode 2, wonach die Bemessungsglei-
chung für den maximalen Durchstanzwiderstand national geregelt werden kann, aller-
dings der Nachweisschnitt unverändert direkt am Rand der Lasteinleitungsfläche 
verbleiben muss. Hierdurch weist die Gleichung eine Abhängigkeit vom bezogenen 
Stützenumfang auf, die durch einen zusätzlichen Term berücksichtigt wird. Analog zu 
den übrigen vorgestellten Normen wird die Maximaltragfähigkeit als ein Vielfaches 
der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung vRd,c ermittelt. 
,max , 0
0
11Rd Rd c
dV v u d
u
= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (4-2) 
Im Gegensatz zu der Ursprungsgleichung lässt sich durch die Berücksichtigung des 
bezogenen Stützenumfangs eine nahezu trendfreie Abbildung erreichen (Bild 4-7). Die 
statistische Auswertung des Ansatzes ergibt einen Mittelwert von ξm = 1,10 und einen 
5%-Quantilwert von ξ5% = 0,96 bei einem Variationskoeffizienten von v = 0,073.  
 
Bild 4-7:  Vergleich der Versuchsbruchlast mit dem Bemessungsansatz nach Gl. (4-2) 
Trotz der guten Abbildung der Versuchsergebnisse mit dem vorgestellten Bemes-
sungsansatz für Innenstützen mit quadratischem oder rundem Querschnitt, muss fest-
gestellt werden, dass die Rundschnittführung am Rand der Lasteinleitungsfläche nicht 
optimal ist. Für Rand- und insbesondere Eckstützen ist der Vorfaktor der Gleichung 
auf 9 bzw. 5 zu reduzieren, um ein ausreichendes Sicherheitsniveau zu erreichen. Ver-
gleichsrechnungen zeigen darüber hinaus, dass insbesondere für rechteckige Stützen-
querschnitte größere Abweichungen zwischen den Tragfähigkeiten nach DIN 1045-1 
und dem vorgestellten Ansatz auftreten, die sowohl zu höheren als auch niedrigeren 
Tragfähigkeiten führen können. Eine Überprüfung des Ansatzes für diese Fälle ist auf-
grund fehlender Versuche jedoch nicht möglich. Des Weiteren kommt es bei Rand- 
und Eckstützen mit Plattenüberstand zu der Schwierigkeit die anrechenbare Rund-
schnittlänge festzulegen. Im Gegensatz zum Nachweis im kritischen Rundschnitt ergibt 
sich bereits für deutlich kleinere Plattenüberstände ein kürzerer Rundschnitt entlang 
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des Stützenumfangs. Es ist allerdings nicht zu erwarten, dass in diesen Fällen der volle 
maximale Durchstanzwiderstand vorhanden ist. Aus diesen Gründen wurde ein weite-
rer Ansatz abgeleitet, der die Tragfähigkeit im kritischen Rundschnitt im Abstand 2,0d 
vom Rand der Lasteinleitungsfläche bestimmt.  
,max , 11,4Rd Rd cV v u d= ⋅ ⋅ ⋅  (4-3) 
Mit dieser Formulierung wird ein ähnliches Sicherheitsniveau erreicht wie mit 
Gl. (4-2) (ξm = 1,13, ξ5% = 0,97, v = 0,084), allerdings bei einer geringfügig größeren 
Streuung und einer leichten Abhängigkeit vom bezogenen Stützenumfang (Bild 4-8). 
 
Bild 4-8:  Vergleich der Versuchsbruchlast mit dem Bemessungsansatz nach Gl. (4-3) 
4.4.3 Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung 
Die Ermittlung der erforderlichen Durchstanzbewehrung erfolgt in Eurocode 2 auf 
Grundlage eines 33°-Fachwerkmodells mit einem zusätzlichen Betontraganteil, der im 
kritischen Rundschnitt bestimmt wird. Die errechnete Bewehrungsmenge ist gleichmä-
ßig, ohne Abstufung im gesamten Durchstanzbereich anzuordnen. Dieser Ansatz führt 
im Vergleich zur Berechnung nach DIN 1045-1 zu deutlich höheren Tragfähigkeiten 
bzw. geringeren Durchstanzbewehrungsmengen. Der Vergleich mit den Versuchser-
gebnissen belegt, dass der Ansatz in Eurocode 2 zu einem niedrigeren Sicherheitsni-
veau und einer größeren Streuung führt (Bild 4-9). Die statistische Auswertung ergibt 
für die Berechnung nach Eurocode 2 einen Mittelwert von ξm = 0,95 bei einem hohen 
Variationskoeffizienten von v = 0,22 und einem 5%-Quantilwert von ξ5% = 0,60, der 
deutlich unterhalb des erforderlichen Sicherheitsniveaus liegt. Demgegenüber ergibt 
sich für den Ansatz nach DIN 1045-1 ein Mittelwert von ξm = 1,23 und bei einem Va-
riationskoeffizient von v = 0,138 ein 5%-Quantilwert von ξ5% = 0,95, womit das erfor-
derliche Sicherheitsniveau nahezu erreicht wird. 
Aus diesem Grund wurde für den Nationalen Anhang zu Eurocode 2 für Deutschland 
vorgeschlagen, die nach Eurocode 2 ermittelte Bewehrungsmenge in den ersten beiden 
Bewehrungsreihen zu erhöhen.  
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1. Bewehrungsreihe: 2,5 
 2. Bewehrungsreihe: 1,4 
Durch diese Maßnahme wird das Sicherheitsniveau ausreichend erhöht und gleichzei-
tig die Streuung deutlich reduziert (ξm = 1,21, v = 0,104, ξ5% = 1,00). 
 
Bild 4-9:  Vergleich der Versuchsbruchlast mit den Bemessungsansätzen nach Euro-
code 2 (links) und DIN 1045-1 (rechts) 
4.4.4 Experimentelle Untersuchungen im Bereich von Randstützen 
Die Durchstanzversuche an Randstützen ermittelten die mögliche Traglaststeigerung 
einer Bügelbewehrung und den kombinierten Einsatz von Durchstanzbewehrung und 
Vorspannung. Die Versuche RSO6n (Maximaltragfähigkeit) und RSO8n (Vorspan-
nung und Bügelbewehrung) waren die ersten Versuche dieser Art, die ein eindeutiges 
Durchstanzversagen aufwiesen. Auf eine Beschreibung der Versuche ohne Vorspan-
nung soll im Rahmen dieser Arbeit verzichtet werden, da dies in [63] und [64] ausführ-
lich erfolgte. Die in den Versuchen beobachteten Versagensarten bildeten die Grundla-
ge für die Auswertung in Tabelle 4-1. Diese stellt für die vier Versuche das Verhältnis 
aus Bruchlast zu rechnerischer Tragfähigkeit ξ = VTest/VRu nach Eurocode 2 und 
DIN 1045-1 zusammen. Zusätzlich wurden für die Berechnung nach DIN 1045-1 die 
Lasterhöhungsfaktoren nach Heft 525 und HEGGER/TUCHLINSKI ausgewertet. Für 
die Auswertung wurde der Versuch RSO8n als Maximaltragfähigkeitsversuch einge-
ordnet, da die Bügel nicht die Streckgrenze erreichten. Die Versuchsergebnisse ver-
deutlichen, dass die Durchstanztragfähigkeit im Bereich von Randstützen auch für 
Versuche mit Durchstanzbewehrung eindeutig von der bezogenen Ausmitte e/c ab-
hängt. Aufgrund der geringen Anzahl an Versuchen mit Durchstanzbewehrung ist die 
Aussagekraft der Ergebnisse jedoch bisher eingeschränkt. Dennoch kann erwartet wer-
den, dass nur bei einer korrekten Beschreibung der Momenten-Querkraft-Interaktion 
über einen Lasterhöhungsfaktor β zutreffende Traglasten ermittelt werden können. 
Hierfür sind konstante Faktoren in der Regel nicht geeignet, allerdings liefern sie für 
kleine bezogene Ausmitten auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse. Eine bessere 
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Vorhersagegenauigkeit der Ergebnisse erreicht man durch die explizite Berücksichti-
gung der bezogenen Ausmitte bei der Ermittlung des Lasterhöhungsfaktors wie es in 
den Ansätzen nach Eurocode 2 unter Ansatz einer plastischen Schubspannungsvertei-
lung oder nach HEGGER/TUCHLINSKI [60] der Fall ist. Der Ansatz nach Heft 525 
liefert demgegenüber deutlich auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse. 
Tabelle 4-1: Ergebnisse der Randstützenversuche 
  Eurocode 2 DIN 1045-1 Heft 525 Hegger/Tuchlinski 
 (e/c)u βEC 2 ξEC 2 βDIN ξDIN βHeft 525 ξHeft 525 βTuchlinski ξTuchlinski 
RSO5n 1) 1,07 1,16 1,15 1,4 1,38 2,07 2,10 1,21 1,20 
RSO6n 2) 0,51 1,49 1,38 1,4 1,90 1,51 2,05 1,18 1,60 
RSO7n 3) 0,59 1,41 1,95 1,4 1,61 1,59 1,84 1,18 1,36 
RSO8n 2) 0,62 1,36 1,39 1,4 1,56 4) 1,62 1,75 4) 1,18 1,31 
1)
 ohne Durchstanzbewehrung; 2) Maximaltragfähigkeit; 3) Versagen innerhalb der Durchstanzbewehrung; 4) ohne 
Berücksichtigung des Normalspannungsanteils 
Die vier Versuche waren so geplant, dass eine bezogene Ausmitte von e/c = 1,2 bis zur 
Bruchlast aufgebracht werden sollte. Bei der Versuchsdurchführung stellte sich aller-
dings heraus, dass ab einer Stützenkraft von etwa 600 bis 700 kN das planmäßige Ein-
spannmoment der Stütze nicht mehr aufgebracht werden konnte, so dass für höhere 
Lasten die Horizontalkräfte an den Stützenenden konstant gehalten werden mussten. 
Infolgedessen reduzierte sich die bezogene Ausmitte in den Versuchen mit Durch-
stanzbewehrung bis zum Erreichen der Bruchlast teilweise deutlich. In den Versuchen 
RSO6n und RSO7n erreichten in dieser Laststufe die Messstellen auf der Stützenein-
spannbewehrung direkt am Stützenanschnitt die Streckgrenze, während die Messstel-
len auf benachbarten Bewehrungsstäben deutlich unterhalb der Streckgrenze blieben. 
Zur Einleitung des aufgebrachten Einspannmomentes in die Stütze ist die Anschluss-
bewehrung allein nicht ausreichend, so dass ein Teil der Beanspruchung über Torsion 
in die Stützenseiten eingeleitet werden muss (Beispiel RSO6n: MStütze = 235 kNm; 
Fs = M/z = 235/(0,9⋅0,195) = 1339 kN; erf. As,Stütze = 1339/52 = 25,7 cm² > vorh. 
As,Stütze = 12,6 cm²). Da die Dehnungen der seitlich neben der Stütze liegenden Beweh-
rungsstäbe deutlich unterhalb der Streckgrenze blieben, wird ein reines Biegeversagen 
des Stützenanschlusses ausgeschlossen und ein Versagen des Stützen-Decken-Knotens 
vermutet. In jedem Fall stellen die erreichten Tragfähigkeiten eine untere Grenze der 
Knotentragfähigkeit dar. 
Zur Überprüfung der Knotentragfähigkeit liegt ein Bemessungsansatz für Rahmenend-
knoten von ROESER [97] vor, der allerdings den stabilisierenden Einfluss der Decken-
platte nicht berücksichtigt. Aus den ertragenen Querkräften in den eigenen und ver-
gleichbaren Versuchen von TUCHLINSKI [63] kann mit Gl. 4-4 auf die effektive Kno-
tenbreite beff geschlossen werden.  
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Die Knotentragfähigkeit ohne Bügel ermittelt sich nach ROESER zu: 
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Mit  a1 = 0,95  für Verankerung der Anschlussbewehrung mit 90° Abbiegung 
     = 0,85  für Verankerung der Anschlussbewehrung mit 180° Abbiegung 
 ρcol  Stützenlängsbewehrungsgrad (außen) [%] 
 hbeam/hcol Schubschlankheit in den Grenzen 1,0 bis 2,0 
 beff  effektive Knotenbreite 
Die Knotentragfähigkeit ist mit der einwirkenden Schubkraft aus dem Einspannmo-
ment und der Stützenquerkraft zu vergleichen: 
col
beam
beamjh V
z
MV −=  (4-5) 
Tabelle 4-2: Effektive Knotenbreite nach ROESER für die Versuche an Randstützen 
Versuch fc,cyl max M Vcol Vjh Vc / beff beff Anmerkung 
 [MPa] [kNm] [kN] [kN] [kN/m] [m]  
RSO5n 27,9 156 74 815 1934 0,42 kein Versagen 
RSO6n 35,0 235 116 1269 2120 0,58  
RSO7n 26,9 200 96 1050 1905 0,55  
RSO8n 30,3 250 126 1384 1895 0,73 4 Spannglieder 
RSO1 1) 24,3 160 76 850 1574 0,54  
RSO2 1) 33,0 248 118 1317 1787 0,74 6 Spannglieder 
RSO3 1) 39,9 225 107 1195 1923 0,62 4 Spannglieder 
RSO4 1) 39,5 226 108 1193 2142 0,56  
RSO5 1) 29,6 192 91 1020 1710 0,60 2 Spannglieder 
1)
 Versuche von TUCHLINSKI [63] 
Die Begrenzung der Schubschlankheit auf Werte von 1,0 bis 2,0 ist auf die bei der Ab-
leitung vorhandene Datenbasis zurückzuführen und stellt keine grundlegende Ein-
schränkung dar, eine Anwendung der Gleichung auf die abweichenden Randbedingun-
gen in den Randstützenversuchen erscheint daher zulässig. Für die maximalen Ein-
spannmomente während der Versuchsdurchführung ergeben sich die effektiven Kno-
tenbreiten in Tabelle 4-2. Für die nicht vorgespannten Versuche ermitteln sich Werte 
von 0,54 m bis 0,58 m, die der Stützenbreite zuzüglich 0,5h ÷ 0,6h je Seite entspre-
95 
chen. Die Normalspannung infolge Vorspannung führt erwartungsgemäß zu einer ver-
größerten effektiven Knotenbreite, die in Abhängigkeit der Spanngliedanzahl und Ver-
teilung zwischen 0,62 m und 0,74 m ermittelt werden kann. In den Versuchen RSO5n 
und RSO5 trat bis zur Bruchlast kein vorzeitiges Knotenversagen auf. Die Anschluss-
bewehrung der Stütze erreichte ausschließlich in den Versuchen RSO6n und RSO7n 
bei der Aufbringung der maximalen Momentenbeanspruchung am Stützenanschnitt die 
Streckgrenze.  
Die Beobachtungen bei der Durchführung der Durchstanzversuche an Randstützen 
verdeutlichen, dass neben einem Durchstanzversagen und einem reinen Biegeversagen 
auch die Tragfähigkeit des Decken-Stützenknotens maßgebend werden kann. Für die 
Ermittlung der Tragfähigkeit kann auf den Ansatz von ROESER zurückgegriffen wer-
den, wobei die effektive Knotenbreite entsprechend der beschriebenen Auswertung 
vergrößert werden darf.  
4.4.5 Numerische Untersuchungen im Bereich von Randstützen 
Die in der Vergangenheit durchgeführten Untersuchungen zum Durchstanztragverhal-
ten von Randstützen beschränkten sich überwiegend auf Platten ohne Durchstanzbe-
wehrung (z.B. [110]) oder auf das Versagen außerhalb der Durchstanzbewehrung 
[113]. Durch die Anordnung einer Durchstanzbewehrung sind Lastumlagerungen im 
Durchstanzbereich vorstellbar, die mit zunehmender Rissbildung ein günstigeres Trag-
verhalten ermöglichen könnten. Zur Überprüfung dieses Sachverhalts werden in die-
sem Kapitel numerische Untersuchungen präsentiert, die den Einfluss der bezogenen 
Lastausmitte e/c auf das Tragverhalten bügelbewehrter Platten bestimmen. Zusätzlich 
werden die Querkraftverläufe entlang unterschiedlicher Nachweisschnitte für Platten 
mit und ohne Durchstanzbewehrung verglichen, um Rückschlüsse auf die Entwicklung 
der Lasterhöhungsfaktoren zu ziehen und ggf. Lastumlagerungen zu identifizieren. 
 
Bild 4-10:  Versagensmechanismen im Bereich von Randstützen in Abhängigkeit der 
bezogenen Ausmitte e/c [74] 
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Die bezogene Lastausmitte e/c stellt für die Durchstanztragfähigkeit von Randstützen 
den maßgebenden Einfluss dar. Während sich bei sehr geringen Ausmitten (kleines 
Stützmoment) kein mehrachsialer Spannungszustand in der Druckzone ausbildet 
(Schubbruch), führt bei größeren Ausmitten die Überlagerung der Schubspannungen 
aus Vertikallast und Stützeneinspannmoment zunächst zu einer Traglaststeigerung 
(Schubtorsionsbruch). Dagegen erzeugen große Ausmitten große Beanspruchungen 
und ergeben daher eine geringere Durchstanztragfähigkeit (Biegetorsionsbruch). In 
Abhängigkeit der bezogenen Ausmitte stellen sich unterschiedliche Versagensmecha-
nismen ein, die in Bild 4-10 dargestellt sind. Diese aus Versuchsbeobachtungen abge-
leitete Abgrenzung der Versagensmechanismen kann auch in den numerischen Simula-
tionen beobachtet werden, bei denen sich mit zunehmender bezogener Ausmitte der 
maßgebende Versagensriss vom freien Rand zur Stützeninnenkante verlagert (Bild 
4-11). 
 
 
Bild 4-11:  Rissbildung im Bruchzustand in Abhängigkeit der bezogenen Ausmitte e/c 
(halbes System: Symmetrieachse links, Modell ohne Durchstanzbewehrung) 
Für die Versuchskörper RSO5n und RSO6n ohne und mit Durchstanzbewehrung wur-
den in [64] numerische Untersuchungen mit den Finite Elemente Programmen 
ABAQUS und LIMFES durchgeführt. Die Ergebnisse unterschieden sich nur gering-
fügig, so dass im Folgenden nur die Ergebnisse der eigenen Berechnungen mit 
LIMFES präsentiert werden. In den Parameterstudien wurde ausschließlich das e/c-
Verhältnis variiert.  
In Bild 4-12 ist die aufnehmbare Stützenkraft über dem Einspannmoment und der be-
zogenen Ausmitte e/c für den Versuchskörper RSO5n ohne Durchstanzbewehrung 
dargestellt. Zum Vergleich sind die Traglasten nach Eurocode 2 unter Ansatz einer 
plastischen Schubspannungsverteilung und DIN 1045-1 unter Verwendung des kon-
stanten Lasterhöhungsfaktors sowie der verbesserten Ansätze nach Heft 525 und 
HEGGER/TUCHLINSKI [60] angegeben. Mit zunehmender Ausmitte steigt die Trag-
fähigkeit in den numerischen Berechnungen zunächst an, bevor ab einer bezogenen 
Ausmitte von etwa 0,5 die aufnehmbare Stützenkraft kontinuierlich abfällt. Der Ver-
gleich mit den unterschiedlichen Lasterhöhungsfaktoren verdeutlicht, dass ein konstan-
ter Lasterhöhungsfaktor wie in DIN 1045-1 das Tragverhalten nicht zutreffend be-
schreiben kann, aber für kleine bezogene Ausmitten auf der sicheren Seite liegende 
e/c = 0 e/c = 1,5 
freier Rand freier Rand 
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Ergebnisse ermittelt. Demgegenüber liefert der Ansatz nach Heft 525 stark auf der si-
cheren Seite liegende Ergebnisse. Die Ansätze nach Eurocode 2 und HEGGER/TUCH-
LINSKI sowie die Ergebnisse der numerischen Berechnung unterscheiden sich aus-
schließlich im Bereich kleiner Ausmitten (e/c < 1,0). In diesem Bereich weisen die 
numerischen Simulationen deutlich größere Tragfähigkeiten aus, so dass die beiden 
Bemessungsansätze als konservativ einzustufen sind. Insbesondere für kleine Ausmit-
ten ermittelt das Verfahren nach Eurocode 2 sehr niedrige Tragfähigkeiten. Der in Bild 
4-12 zu beobachtende vertikale Abfall der Kurven für Eurocode 2 und 
HEGGER/TUCHLINSKI ist auf die Formulierung des Lasterhöhungsfaktors in Abhän-
gigkeit von e/c zurückzuführen (vgl. Kapitel 2.8). 
 
Bild 4-12:  Traglasten in Abhängigkeit des Einspannmomentes (links) und der bezoge-
nen Ausmitte (rechts) für das Modell RSO5n 
Auch für den Versuchskörper RSO6n mit Durchstanzbewehrung liefern der konstante 
Lasterhöhungsfaktor nach DIN 1045-1 und der Ansatz nach Heft 525 nicht zutreffende 
bzw. sehr konservative Ergebnisse (Bild 4-13). Die Lasterhöhungsfaktoren nach 
HEGGER/TUCHLINSKI für DIN 1045-1 ermitteln für den Bereich e/c ≤ 1,0 eine 
gleichbleibende aufnehmbare Stützenlast, die auf der sicheren Seite liegt, ab einer be-
zogenen Ausmitte von e/c = 1,0 decken sich die Ergebnisse mit den numerischen Si-
mulationen. Im Bereich kleiner Ausmitten (e/c ≤ 0,5) stimmen die nach Eurocode 2 
ermittelten rechnerischen Tragfähigkeiten gut mit den Ergebnissen der numerischen 
Simulationen überein. Ab einer bezogenen Ausmitte e/c > 0,5 ermittelt der Ansatz 
nach Eurocode 2 deutlich zu große aufnehmbare Stützenlasten und Momente. Dies ist 
jedoch nicht auf den Lasterhöhungsfaktor zurückzuführen, sondern vielmehr auf die 
Überschätzung des maximalen Durchstanzwiderstandes. Die Stahldehnungen der Bie-
gezugbewehrung am Stützenanschnitt überschreiten in den numerischen Simulationen 
ab einer bezogenen Ausmitte von e/c = 1,0 die Fließdehnung, so dass die Biegtragfä-
higkeit in diesem Bereich erschöpft war und keine höheren Momente in die Stütze ein-
geleitet werden konnten. Im Gegensatz dazu wurden die ausgewiesenen Momenten-
tragfähigkeiten der Rechenansätze ohne Überprüfung der Biegetragfähigkeit am Stüt-
zenanschnitt bestimmt. Zusätzliche Simulationen mit einer erhöhten Anschlussbeweh-
rung zur Vermeidung eines vorzeitigen Biegeversagens in [64] ergaben allerdings nur 
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geringe Traglastunterschiede, so dass der prinzipielle Zusammenhang zutreffend be-
schrieben wird.  
 
Bild 4-13:  Traglasten in Abhängigkeit des Einspannmomentes (links) und der bezoge-
nen Ausmitte (rechts) für das Modell RSO6n 
Vergleicht man die Bruchlasten der numerischen Simulationen mit Durchstanzbeweh-
rung mit den Ergebnissen ohne Durchstanzbewehrung erhält man die mögliche Trag-
laststeigerung durch den Einsatz einer Durchstanzbewehrung. Die Ergebnisse dieser 
Berechnungen sind in Bild 4-14 über dem e/c-Verhältnis aufgetragen.  
 
Bild 4-14:  Erhöhung des Durchstanzwiderstandes bei Einsatz einer Bügelbewehrung  
Abhängig von der Ausmitte e/c ergeben sich Verhältniswerte Vu,max/Vu,c zwischen 1,36 
und 1,58. Ab einer bezogenen Ausmitte e/c = 1,0 stellt sich ein Mittelwert von etwa 
1,5 ein, wie er auch bei Innenstützen zu beobachten ist. Für kleinere Ausmitten e/c re-
duziert sich der Laststeigerungsfaktor jedoch bis auf einen Wert von ungefähr 1,36 für 
eine Berechnung ohne Ausmitte und das Versagen tritt am freien Rand auf. Der feh-
lende mehrachsiale Spannungszustand in der Druckzone insbesondere im Bereich der 
Stützenaußenkante ist die Ursache für die geringeren Tragfähigkeiten. Eine Berück-
sichtigung dieser Traglastreduktion erscheint aufgrund der erreichten Sicherheiten in 
den Versuchsauswertungen an Randstützen jedoch nicht zwingend erforderlich. Aller-
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dings liegen für eine abschließende Beurteilung bisher keine Versuche vor, die den 
maximalen Durchstanzwiderstand von Platten mit sehr kleiner oder keiner Lastausmit-
te untersuchten. 
Die Versuchsauswertungen verdeutlichen, dass es für die Bemessung von vorrangiger 
Bedeutung ist, den Einfluss der ungleichmäßigen Querkraftverteilung im Durchstanz-
bereich richtig zu erfassen. Hierzu wurden die Querkraftverläufe der untersuchten Mo-
delle mit und ohne Durchstanzbewehrung für unterschiedliche Laststufen entlang fest-
gelegter Rundschnitte ausgewertet. Der Lasterhöhungsfaktor β ermittelt sich für jeden 
analysierten Rundschnitt aus dem Verhältnis der maximalen zur mittleren Querkraft je 
Längeneinheit oder alternativ aus den Schubspannungen.  
max
mittel
v
v
β =  (4-6) 
In Bild 4-15, links sind die Verläufe der so ermittelten Lasterhöhungsfaktoren für den 
Versuch RSO5n ohne Durchstanzbewehrung im Bruchzustand und im Gebrauchszu-
stand dargestellt. Es ist zu erkennen, dass die ungleichmäßige Querkraftbeanspruchung 
mit zunehmendem Abstand von der Stütze abnimmt. Zusätzlich wird deutlich, dass der 
Einfluss der zunehmenden Rissbildung auf die Querkraftverteilung gering ist. Zum 
Vergleich ist in Bild 4-15, rechts das Ergebnis für den Versuch RSO6n mit Durch-
stanzbewehrung und einer bezogenen Ausmitte von 0,5 dargestellt. Dieses Modell 
konnte das aus der gewählten Ausmitte resultierende Moment bis zum Bruch aufneh-
men, ohne dass ein vorzeitiges Fließen der Plattenanschlussbewehrung auftrat. Auch 
für das deutlich höhere Lastniveau hat die Rissbildung des Betons keinen erkennbaren 
Einfluss auf die Querkraftverteilung entlang der gewählten Rundschnitte, da die Er-
gebnisse für die Gebrauchslast und die Bruchlast nahezu deckungsgleich sind. Der Un-
terschied in der absoluten Größe des Lasterhöhungsfaktors für die beiden dargestellten 
Berechnungen resultiert aus der abweichenden bezogenen Ausmitte. Insgesamt ist fest-
zustellen, dass der Einfluss der ungleichmäßigen Querkraftverteilung mit zunehmen-
dem Abstand von der Stütze abnimmt.  
 
Bild 4-15:  Verlauf des Lasterhöhungsfaktors für den Versuch RSO5n (links) und das 
Modell RSO6n (rechts) mit einer bezogenen Ausmitte e/c = 0,5 
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Zum Vergleich mit den Ansätzen in den Normen sind in beiden Bildern die Verläufe 
der Lasterhöhungsfaktoren nach Eurocode 2 unter Ansatz einer plastischen Schub-
spannungsverteilung und nach Heft 525 angegeben. Man erkennt, dass der Ansatz nach 
Eurocode 2 einen Tiefpunkt bei ungefähr 1,0 bzw. 2,3d erreicht und danach für weiter 
entfernt liegende Rundschnitte wieder ansteigt. Während der abfallende Teil der Kurve 
gut mit den Ergebnissen der numerischen Berechnungen übereinstimmt, kann der er-
neute Anstieg nicht nachvollzogen werden. Der Anstieg des Lasterhöhungsfaktors für 
größere Entfernungen von der Stütze widerspricht zudem der Vorstellung, dass die 
zusätzlichen Schubspannungen infolge Momenteneinwirkung mit zunehmendem Ab-
stand von der Stütze abklingen sollten. Der Ansatz nach Heft 525 gilt streng genom-
men nur für den Nachweis im äußeren Rundschnitt und ist daher erstmals ab einem 
Abstand von 2,75d vom Stützenrand anwendbar (zwei Reihen Durchstanzbewehrung 
zuzüglich 1,5d). Während für das Modell RSO6n mit kleiner bezogener Ausmitte etwa 
gleich große Lasterhöhungsfaktoren ermittelt werden, ergibt sich für die größere Aus-
mitte im Modell RSO5n eine deutlichere Abweichung. Insgesamt beschreibt die ge-
wählte Abklingfunktion die Ergebnisse der numerischen Berechnungen in weiten Be-
reichen zutreffend, allerdings wird die Abhängigkeit von der bezogenen Ausmitte im 
Ansatz nach Heft 525 überschätzt wie die Versuchsnachrechnungen bereits gezeigt 
haben.  
Die Veränderung des Lasterhöhungsfaktors mit zunehmendem Abstand vom Stützen-
rand für eine kleine und eine größere bezogene Ausmitte ist in Bild 4-16 dargestellt. 
Generell erkennt man, dass der Lasterhöhungsfaktor mit zunehmendem e/c-Verhältnis 
größer wird. Dies entspricht der Vorstellung, dass mit zunehmender Momentenbean-
spruchung die Tragfähigkeit durch die Überlagerung der Schubspannungen reduziert 
wird. Ansonsten sind nur geringe Unterschiede zwischen den zugehörigen Verläufen 
der Modelle mit und ohne Durchstanzbewehrung festzustellen.  
 
Bild 4-16:  Verlauf des Lasterhöhungsfaktors für unterschiedliche e/c-Verhältnisse für 
Platten ohne (links) und mit (rechts) Durchstanzbewehrung 
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Bereits in einem Abstand von 3,0d vom Stützenrand sind die Lasterhöhungsfaktoren in 
den numerischen Simulationen nahezu gleich groß. In dieser Entfernung ist offenbar 
der Einfluss des Stützeneinspannmomentes auf die Querkraftverteilung für die unter-
suchten Lastausmitten bereits abgeklungen, obwohl der Lasterhöhungsfaktor größer als 
1,0 ist. Dies ist auf die Ausbildung des Versuchsstandes und damit auf die numeri-
schen Modelle zurückzuführen, bei denen aufgrund der statisch unbestimmten Lage-
rung ein Teil der Belastung in die stützenabgewandte Auflagerbank eingeleitet wird, 
wodurch keine exakt rotationssymmetrische Querkraftanstrahlung der Stütze vorliegt.  
Für die Lasterhöhungsfaktoren nach Heft 525 zeigt sich deutlich der zu große Einfluss 
der bezogenen Ausmitte, der zu erheblich kleineren Tragfähigkeiten führt. Demgegen-
über werden die numerischen Ergebnisse vom Ansatz nach Eurocode 2 im Bereich des 
abfallenden Kurvenverlaufs gut angenähert, während der anschließende Anstieg des 
Lasterhöhungsfaktors nicht nachvollzogen werden kann. 
4.4.6 Zusammenfassung der Ergebnisse 
Zur besseren Übersicht werden die wesentlichen Ergebnisse der Untersuchungen zum 
Tragverhalten bügelbewehrter Flachdecken nochmals kurz zusammengefasst: 
Innenstützen: 
• Die Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit in Eurocode 2 für bügelbewehrte 
Flachdecken in Analogie zur Druckstrebentragfähigkeit von Balken und unter 
Ansatz eines 33°-Fachwerks führt für die vorliegenden Versuche zu einem nicht 
ausreichenden Sicherheitsniveau. 
• Für die Anwendung des Eurocode 2 in Deutschland wurden verbesserte Bemes-
sungsgleichungen abgeleitet, die ein ausreichendes Sicherheitsniveau erreichen. 
• Inwiefern die Druckstrebentragfähigkeit prinzipiell zur Beschreibung des ma-
ximalen Durchstanzwiderstands geeignet ist, wird in Kapitel 4.10 weitergehend 
untersucht. 
Randstützen: 
• Den wesentlichen Einfluss auf die Durchstanztragfähigkeit im Bereich von 
Randstützen stellt auch für durchstanzbewehrte Flachdecken die Momenten-
Querkraft-Interaktion dar, die über die bezogene Ausmitte e/c beschrieben wer-
den kann. 
• Mit den genaueren Ansätzen nach Eurocode 2, ELIGEHAUSEN/VOCKE und 
HEGGER/TUCHLINSKI können die Tragfähigkeiten für Flachdecken ohne 
Durchstanzbewehrung im Bereich von Randstützen zutreffend bestimmt wer-
den. Auch für durchstanzbewehrte Flachdecken ergeben sich mit diesen Verfah-
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ren zufriedenstellende Ergebnisse, allerdings ist die Aussagekraft aufgrund der 
deutlich geringeren Versuchsanzahl bisher eingeschränkt. 
• Die numerischen Untersuchungen belegen, dass eine Lastumlagerung durch den 
Einsatz einer Durchstanzbewehrung oder die zunehmende Rissbildung nicht zu 
erwarten ist. Daher sind die Lasterhöhungsfaktoren unverändert anzuwenden. 
4.5 Doppelkopfanker als Durchstanzbewehrung 
4.5.1 Tragverhalten 
Der Versuch mit Doppelkopfankern wurde mit horizontaler Verbundfuge auf dem Ni-
veau der Maximaltragfähigkeit durchgeführt, um die Eignung der Doppelkopfanker als 
Verbundbewehrung zu bestätigen. Der Versuch erreichte eine Bruchlast von 2085 kN, 
die der 2,18-fachen Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung entsprach. 
Das Versagen trat durch die Zerstörung der Betondruckzone am Stützenanschnitt unter 
gleichzeitigem Eindringen der Stütze in die Platte ein (Bild 4-17). Ein Öffnen oder 
Versagen der mechanisch aufgerauten Verbundfuge konnte auch im Sägeschnitt nicht 
beobachtet werden. Bei einer Ermittlung der erforderlichen Verbundbewehrung nach 
DIN 1045-1 wären allerdings 30 % mehr Bewehrungsquerschnitt erforderlich gewesen. 
 
 
Bild 4-17:  Last-Verformungskurve (links) und Rissbildung am Stützenanschnitt 
(rechts) 
Versuche mit Doppelkopfankern zeichnen sich allgemein durch ein duktiles Trag- und 
Verformungsverhalten im Bereich der Bruchlast aus (Bild 4-17). Dies ist vor allem auf 
die gute Verankerung durch die aufgestauchten Köpfe zurückzuführen. Zudem wird 
der erste Anker in der Regel in einem Abstand von etwa 0,375d vom Stützenrand an-
geordnet, wodurch ein steiler Versagensriss zwischen Stützenanschnitt und der ersten 
Bewehrungsreihe nahezu ausgeschlossen ist. Der im Vergleich zu Bügeln geringere 
Abstand der ersten Ankerreihe vom Stützenanschnitt ist möglich, da die Doppelkopf-
anker die äußeren Bewehrungslagen umschließen und somit auch flach geneigte 
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Versagensrisse den Ankerquerschnitt kreuzen. Die Durchstanzbewehrung ist zudem, 
unabhängig von der Lage des Versagensrisses entlang der Ankerachse, aufgrund der 
guten Verankerung voll wirksam. In Durchstanzversuchen mit Doppelkopfankern ist in 
der Regel eine mehrfache Schrägrissbildung außerhalb des eigentlichen Versagensris-
ses zu beobachten, die zu einer größeren Plattenrotation führt (Bild 4-18). 
 
Bild 4-18:  Rissbild im Sägeschnitt mit Lage der Doppelkopfanker  
Anhand des Rissbildes im Sägeschnitt kann das Tragmodell der bauaufsichtlichen Zu-
lassung bestätigt werden. Die Doppelkopfanker in einem Abstand von bis zu 1,125d 
vom Stützenrand (Bereich c, 2. Anker im Sägeschnitt) leiten die Kräfte direkt in die 
Stütze ein. Außerhalb dieses Bereichs (Bereich d) erfolgt der Lastabtrag von Anker zu 
Anker unter einem Neigungswinkel von etwa 30° (Bild 4-18).  
Für die Bemessung der Doppelkopfanker wird unterstellt, dass die gesamte Stützen-
kraft durch die Anker im Bereich c aufgenommen wird. Die geringen Unterschiede in 
der Beanspruchung der Doppelkopfanker in diesem Bereich werden durch den Ver-
zicht auf einen Betontraganteil gerechtfertigt. In Bild 4-19 sind für den durchgeführten 
Versuch die Ankerdehnungen im Gebrauchszustand (SLS) und Bruchzustand (ULS) 
für eine Elementreihe dargestellt. Durchstanzversuche mit Doppelkopfankern aus der 
Literatur (z.B. [19], [84]) zeigen weniger große Unterschiede zwischen den Stahldeh-
nungen der ersten und zweiten Ankerreihe. Die Abweichungen können jedoch durch 
die unterschiedliche Lage der Messstellen und die Schubrissbildung erklärt werden.  
Zur Verdeutlichung des Lastabtrags ist in Bild 4-19, rechts die Summe der Ankerkräfte 
im Bereich c (1. und 2. Ankerreihe) aus den Messwerten des Versuchs der aufgebrach-
ten Prüfkraft gegenübergestellt. Für die Auswertung wurden die maximalen Messwerte 
vergleichbarer Messstellen angesetzt. Es wird deutlich, dass ab einer Prüfkraft von et-
wa 1850 kN die Summe der Ankerkräfte die aufgebrachte Prüfkraft überschreitet. 
Hieraus wäre zu schlussfolgern, dass das unterstellte Aufhängefachwerk nicht mehr 
gültig ist und zumindest teilweise durch eine Fachwerktragwirkung von Anker zu An-
ker abgelöst wird. Dieser Wechsel im Lastabtrag wurde von BEUTEL [19] nur bei ei-
ner dicken Platte mit Doppelkopfankern beobachtet. Daher ist für den eigenen Versuch 
die Ursache vermutlich in einem vorzeitigen Versagen einzelner Messstellen zu su-
chen, das aufgrund der gemessenen Dehnungsverläufe gerechtfertigt erscheint (vgl. 
Dehnungsverlauf der 2. Ankerreihe). 
104 
 
 
Bild 4-19:  Ankerdehnungen (links) und Entwicklung der Ankerkräfte (rechts)  
4.5.2 Bemessungskonzept gegen Durchstanzen 
Das aktuelle Bemessungskonzept für Doppelkopfanker nach der bestehenden Zulas-
sung basiert auf den Regelungen nach DIN 1045-1. Der maximale Durchstanzwider-
stand wird als Vielfaches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung de-
finiert. Aufgrund der besseren Verankerungsqualität der Doppelkopfanker gegenüber 
Bügeln ist eine um 27 % höhere maximale Durchstanztragfähigkeit erreichbar. 
ctRdRd VV ,max, 9,1 ⋅=  (4-7) 
( )1/3
,
0,14 100Rd ct l ck critV f d uκ ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (4-8) 
Für den Nachweis außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs gelten die Angaben in 
DIN 1045-1 bis auf einen angepassten Übergangsbereich zur Querkrafttragfähigkeit 
liniengelagerter Platten. 
Das Tragmodell der Doppelkopfanker geht auf ANDRÄ [13] zurück und stellt seit Jah-
ren den Stand der Technik dar. Bei der Ermittlung der erforderlichen Durchstanzbe-
wehrungsmenge wird zwischen den Bereichen c und d unterschieden, wobei der ermit-
telte Ankerquerschnitt des Bereichs c im Bereich d fortzuführen ist und ausschließlich 
Abstandsregeln einzuhalten sind.  
Im Bereich c (vom Stützenrand bis zu einem Abstand von 1,125d) ist die gesamte Stüt-
zenkraft durch Doppelkopfanker aufzunehmen.  
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 As,i Querschnittsfläche eines Doppelkopfankers 
Die Ergebnisse der Versuchsauswertung sind in Bild 4-20 in Abhängigkeit unter-
schiedlicher Einflussparameter dargestellt. Die in der Literatur gefundenen Versuche 
wurden in Gruppen unterteilt, um die verschiedenen Versagensarten zu repräsentieren. 
Gesondert wurden zudem die Doppelkopfanker mit einem Kopfdurchmesser von 2,5ds 
und einer Streckgrenze von etwa 500 MPa ausgewertet, da bei diesen aufgrund der 
höheren Unterkopfpressung ein größerer Verankerungsschlupf und dadurch eine ge-
ringere Maximaltragfähigkeit auftreten können. In die Kategorie Stahlversagen (DKA 
Vsy) wurden neben den Versuchen mit geringem Bewehrungsquerschnitt auch die Ver-
suche eingruppiert, deren radiale Ankerabstände größer als 0,75d waren, da sich hier-
durch geringere Tragfähigkeiten einstellen. Der Kategorie Versagen außerhalb (DKA 
Vaußen) wurden ausschließlich Versuche zugeordnet, die gleichzeitig kurze durchstanz-
bewehrte Bereiche, geringe Tragfähigkeiten und nach den Beobachtungen der Forscher 
ein Versagen außerhalb aufwiesen. Nach DIN 1045-1 versagt rechnerisch eine größere 
Anzahl von Versuchen außerhalb der Durchstanzbewehrung. 
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Bild 4-20:  Vergleich der Bruchlasten mit der Durchstanztragfähigkeit ohne Durch-
stanzbewehrung nach DIN 1045-1 für unterschiedliche Einflussparameter 
Aufgrund der besseren Verankerungsqualität (geringerer Schlupf) gegenüber Bügeln 
erreichen Versuche mit Doppelkopfankern bereits bei niedrigen Plattendicken deutlich 
höhere Traglaststeigerungen. Es ist zudem zu erkennen, dass die Doppelkopfanker mit 
einem Kopfdurchmesser von 3,0ds durchgängig höhere Traglasten erreichen als Versu-
che mit einem Kopfdurchmesser von 2,5ds bei vergleichbaren Streckgrenzen von etwa 
500 MPa. Eine Unterscheidung bei der Definition der maximalen Durchstanztragfä-
higkeit ist daher notwendig. Zusätzlich haben die Ankerabstände einen Einfluss auf die 
mögliche Traglaststeigerung. BEUTEL [19] stellte bereits anhand eines Ingenieurmo-
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dells fest, dass die Ankerabstände und vor allem die Lage des zweiten Ankers vom 
Stützenrand im Bereich c nur eine geringe Variation zulassen. Bereits eine Ausweitung 
des Aufhängebereichs (Bereich c) auf 1,25d führte bei seinen Berechnungen zu einer 
reduzierten maximalen Tragfähigkeit. Dies ist auch in den Versuchsauswertungen zu 
beobachten, bei denen sich für größere Abstände des zweiten Ankers tendenziell ge-
ringere Tragfähigkeiten ergeben. Bei der Ankerbemessung werden ausschließlich die 
Doppelkopfanker im Bereich c (≤ 1,125d) in Rechnung gestellt und kein zusätzlicher 
Betontraganteil berücksichtigt. Vergleicht man die mit diesem Modell aus den Bruch-
lasten bestimmte Stahlspannung der Doppelkopfanker fy,Test mit der Streckgrenze fy 
erhält man die Ausnutzung. Das Bemessungsmodell ist für Versuche auf dem Niveau 
der Maximaltragfähigkeit (~ 1,9VR,ct) zutreffend wie aus den Ausnutzungsgraden von 
etwa 1,0 gefolgert werden kann. Dies deckt sich mit den Beobachtungen im eigenen 
Versuch (Bild 4-19). Für geringere Beanspruchungen ergeben sich allerdings deutlich 
auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse, wie an der deutlich über 1,0 liegenden 
Ausnutzung abzulesen ist. In diesen Fällen ist offenbar ein zusätzlicher Betontraganteil 
wirksam, der in der Bemessung berücksichtigt werden könnte. Dieser Betontraganteil 
ist jedoch nicht konstant, sondern reduziert sich mit zunehmender Beanspruchung. Al-
lerdings ist dabei zu berücksichtigen, dass durch die scharfe Abgrenzung zwischen den 
Bereichen c und d einzelne Anker bei der Auswertung gerade nicht mehr angerechnet 
werden, obwohl davon auszugehen ist, dass diese einen Traganteil übernehmen werden 
(insbesondere die Versuche mit Vsy/VR,ct < 1,0).  
4.6 Gitterträger als Durchstanzbewehrung 
4.6.1 Tragverhalten 
In allen Versuchen bildete sich das für Durchstanzversuche im Bereich von Innenstüt-
zen typische Biegerissbild aus. Bis zum Erreichen der Traglast konnten neben einer 
ausgeprägten radialen Rissbildung zwei umlaufende Ringe aus tangentialen Biegeris-
sen beobachtet werden (Bild 4-21). Der äußere Tangentialriss bildete sich in einem 
Abstand von 1,1d bis 2,0d vom Stützenrand, wobei sich mit zunehmender statischer 
Nutzhöhe der Abstand reduzierte. 
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Bild 4-21:  Rissbilder auf der Plattenoberseite im Bruchzustand (Versuche Gitterträger) 
Das Versagen trat jeweils durch das Einstanzen der Stütze in die Platte ein, wobei nur 
geringe Schäden an der Plattenunterseite im Bereich des Stützenanschnitts zu beobach-
ten waren (Bild 4-22).  
DV 1 DV 2 
DV 3 DV 4 
DV 5 DV 6 
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Bild 4-22:  Rissbild am Stützenanschnitt im Bruchzustand 
Die Last-Verformungskurven der Versuche sind in Bild 4-23, links ohne Lastwechsel 
dargestellt. Während im Versuch DV 5 der Versuchskörper schlagartig mit einem deut-
lichen Knall versagte, war in den übrigen Versuchen das Versagen anhand des konti-
nuierlichen Eindringens der Stütze in die Platte ohne weitere Laststeigerung zu verfol-
gen. Die Plattendurchbiegung im Bruchzustand war mit Ausnahme des Versuchs DV 4 
für alle Versuche etwa gleich groß, wodurch sich das ähnliche Verformungsverhalten 
während des Versuchs erklärt (Bild 4-23, rechts). 
  
Bild 4-23:  Last-Verformungskurven der Versuche mit Gitterträgern (links), auf die 
Bruchlasten bezogene Last-Verformungskurven (rechts) 
Die Lage und der Verlauf der maßgebenden Versagensrisse sind in Bild 4-24 zu er-
kennen. Die dargestellten Sägeschnitte wurden in einem Abstand von etwa 2 cm vom 
Stützenrand in zwei orthogonalen Richtungen geführt. In den Versuchen DV 1 bis 
DV 4 trat der Versagensriss zwischen der ersten und zweiten Gitterträgerreihe auf, was 
auf den großen Abstand der Gitterträger von 1,0 bis 1,1d zurückzuführen ist. In Gitter-
trägerlängsrichtung ist hingegen nur in den Versuchen DV 1 und DV 3 eine Schubriss-
bildung zu erkennen, die den ersten Vertikal- und/oder Diagonalstab kreuzt.  
DV 5 DV 6 
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Bild 4-24:  Rissbildung in den Sägeschnitten der Versuche mit Gitterträgern 
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Im Sägeschnitt des Versuchs DV 5 ist ein sehr steiler Versagensriss (~ 60°) zu erken-
nen, der in Querrichtung nur einen Gitterträger und in Längsrichtung drei Diagonal- 
und Vertikalstäbe schneidet. Zusätzlich bildeten sich in beiden Schnitten unter etwa 
30° geneigte Schubrisse. Hieraus kann abgeleitet werden, dass die Schubrissbildung 
zunächst unter einem Winkel von etwa 30° wie in Platten ohne Durchstanzbewehrung 
einsetzt. Die vorhandene Stahlquerschnittsfläche der Gitterträger war in diesem Fall 
zunächst ausreichend, um die Rissbreite wirkungsvoll zu begrenzen. Beim Aufstem-
men des Versuchskörpers zeigte sich, dass mehrere Diagonalstäbe der radial angeord-
neten Gitterträger gerissen waren. Dies ist als Ursache für die Ausbildung des steilen 
Versagensrisses zu sehen.  
Im Versuch DV 6 wurde der Abstand zwischen der ersten und zweiten Gitterträgerrei-
he von 160 mm auf 100 mm reduziert. Das Versagen trat daraufhin zunächst im Be-
reich der radial angeordneten Gitterträger auf. Während die Schubrissbreite in Quer-
richtung durch die engere Gitterträgeranordnung ausreichend begrenzt werden konnte, 
reichte die Querschnittsfläche der radialen Gitterträger nicht aus, um die Belastung 
noch weiter zu steigern. Aufgrund der gewählten Gitterträgeranordnung stellen mit 
Ausnahme des Versuchs DV 5 die erreichten Bruchlasten einen unteren Grenzwert für 
die maximale Durchstanztragfähigkeit der Gitterträger dar, da durch eine engere An-
ordnung der Gitterträger vermutlich eine Traglaststeigerung möglich ist. 
Insgesamt kann festgestellt werden, dass die Anordnung der Gitterträger (radial oder 
tangential) einen Einfluss auf die Durchstanztragfähigkeit hat und daher bei der Be-
messung berücksichtigt werden muss. 
Die Auswertung der Rissbilder zeigt, dass überwiegend die Gitterträger in unmittelba-
rer Nähe der Stütze vom Versagensriss gekreuzt werden und sich somit am Lastabtrag 
beteiligen können. Die Auswertung der Dehnungsmessstellen auf den Gitterträgern 
lässt zudem erkennen, dass die einzelnen Gitterträgerschenkel unterschiedlich hoch 
beansprucht werden. Während in den Versuchen mit niedrigen Plattendicken die Deh-
nungen der Gitterträger unterhalb der Streckgrenze bleiben (Bild 4-25), erreichten 
mehrere Messstellen im Versuch DV 5 (Plattendicke 40 cm) die Streckgrenze (Bild 
4-26). Hieraus wird deutlich, dass mit zunehmender Plattendicke die Verankerungs-
qualität der Durchstanzbewehrung an Bedeutung verliert und eine Ausnutzung der 
Bewehrung bis zur Streckgrenze möglich ist. Weiterhin ist festzustellen, dass sich ent-
gegen der Regelungen der Zulassung für KTS-Gitterträger [2] auch die Diagonalen der 
Gitterträger, die quer zur Lastrichtung angeordnet sind, eindeutig am Lastabtrag betei-
ligen.  
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Bild 4-25:  Stahldehnungen der Gitterträger im Versuch DV 4 (h = 0,20 m) im Ge-
brauchs- (SLS) und Bruchzustand (ULS) 
 
Bild 4-26:  Stahldehnungen der Gitterträger im Versuch DV 5 (h = 0,40 m) im Ge-
brauchs- (SLS) und Bruchzustand (ULS) 
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Die Entwicklung der Gitterträgerbeanspruchung ist in Bild 4-27 dargestellt. Es zeigt 
sich, dass die Vertikalstäbe der tangentialen Gitterträger neben der Stütze in allen Ver-
suchen nahezu gleichzeitig ab etwa 70 % der Durchstanztragfähigkeit ohne Durch-
stanzbewehrung VR,ct am Lastabtrag beteiligt werden (a). In diesem Lastbereich bilden 
sich die ersten schrägen Schubrisse aus wie aus Untersuchungen an Platten ohne 
Durchstanzbewehrung bekannt ist [19]. Die zweite Gitterträgerreihe (b) wird grund-
sätzlich erst bei höheren Lastniveaus beansprucht, wobei eine Abhängigkeit vom be-
zogenen Abstand der Gitterträger zum Stützenrand zu vermuten ist (DV 4: 1,6d; DV 5: 
0,75d; DV 6: 0,9d). Eine deutliche Dehnungszunahme kann ab einer Last von 1,5⋅VR,ct 
beobachtet werden, während diese bei der ersten Gitterträgerreihe bereits bei etwa 
1,0⋅VR,ct auftritt. 
Die ersten Diagonalstäbe der radialen Gitterträger zeigen einen vergleichbaren Bean-
spruchungsverlauf (c). Gegenüber den tangentialen Vertikalstäben lässt sich teilweise 
ein etwas späterer Beanspruchungsbeginn beobachten. Dies ist vermutlich auf den grö-
ßeren Abstand zum Stützenrand zurückzuführen. Die deutliche Dehnungszunahme 
setzt ebenfalls ab etwa 1,0⋅VR,ct ein, während die zweite Reihe von Vertikalstäben (d) 
ab etwa 1,5⋅VR,ct beansprucht wird. Die Messstellen auf der ersten Reihe von Vertikal-
stäben zeigten nur geringe Beanspruchungen. 
a)  b)  
c)  d)  
Bild 4-27: Entwicklung der Gitterträger-Stahldehnungen für ausgewählte Messstellen 
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Die erreichten Traglasten liegen zwischen der 1,70- und 2,34-fachen Tragfähigkeit 
ohne Durchstanzbewehrung unter Ansatz der charakteristischen Betondruckfestigkeit 
fck = fc,Test – 8 MPa (Mittelwert: ξm = 1,84). Bei der Ermittlung der Tragfähigkeit ohne 
Durchstanzbewehrung VR,ct wurde die Begrenzung des anrechenbaren Längsbeweh-
rungsgrades ρl ≤ 2,0 % nach DIN 1045-1 bzw. DAfStb-Heft 525 nicht berücksichtigt. 
Tabelle 4-3: Versagenslasten der Durchstanzversuche 
Versuchskörper DV 1 DV 2 DV 3 DV 4 DV 5 DV 6 
statische Nutzhöhe d [m] 0,16 0,16 0,15 0,147 0,34 0,20 
Längsbewehrungsgrad ρl [%] 1,96 1,96 2,09 1,20 0,52 1,57 
Betondruckfestigkeit fcm,cyl [MPa] 19,5 21,9 19,9 47,2 29,5 21,3 
Bruchlast Vu [kN] 905 961 824 980 2907 1259 
Vu / VR,ct 1,76 1,75 1,71 1,70 2,34 1,76 
Vu / Vflex 0,77 0,79 0,76 0,75 0,93 0,78 
 
4.6.2 Bemessungskonzept gegen Durchstanzen 
Das Bemessungskonzept gegen Durchstanzen für die untersuchten KTP-Gitterträger 
kann auf Grundlage der Bemessungsgleichungen nach DIN 1045-1 abgeleitet werden. 
Analog zu anderen Durchstanzbewehrungssystemen wird der maximale Durchstanzwi-
derstand als ein Vielfaches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung 
festgelegt. Die Höhe des Vorfaktors stellt dabei ein Maß für die Verankerungsqualität 
der Durchstanzbewehrung insbesondere in dünnen Platten dar. Bei der Einordnung der 
Durchstanztragfähigkeit ist zu berücksichtigen, dass bei einem Teil der Versuche auf-
grund der gewählten Gitterträgerabstände und der vergleichsweise geringen Durch-
stanzbewehrungsmenge ein Stahlversagen maßgebend war. Aus diesem Grund werden 
zur Ermittlung der maximalen Durchstanztragfähigkeit die Versuchsergebnisse mit den 
Ergebnissen anderer Durchstanzbewehrungssysteme verglichen. Bild 4-28 stellt die 
Versuchsergebnisse im Vergleich zu Versuchen auf dem Niveau der maximalen 
Durchstanztragfähigkeit mit Bügeln, Filigran Durchstanzbewehrung und Doppelkopf-
ankern bzw. Dübelleisten dar. Es wird deutlich, dass die erreichten Tragfähigkeiten im 
oberen Streubereich der Versuche mit einer Bügelbewehrung liegen. Insgesamt fügen 
sich die Versuche zwischen die Ergebnisse mit Bügeln und Filigran Durchstanzbeweh-
rung ein. Dieses Ergebnis ist plausibel, da die KTP-Gitterträger durch den ange-
schweißten Querstab eine steifere und schlupfärmere Verankerung in der Druck- und 
Zugzone aufweisen als die 90°-Abbiegungen üblicher Bügel. Die optimierte Veranke-
rung der Filigran Durchstanzbewehrung mit dem Einbinden der Gitterträgerschlaufen 
in die Biegezugbewehrungslagen kann erwartungsgemäß nicht erreicht werden.  
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Der maximale Durchstanzwiderstand wird aus den beschriebenen Überlegungen heraus 
wie folgt festgelegt: 
,max ,1,6Rd Rd ctV V= ⋅  (4-10) 
( )1/3
,
0,14 100Rd ct l ck critV f d uκ ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (4-11) 
 
 
 
 Mittelwerte: 
 Bügel:  ξm = 1,63 
 KTP:  ξm = 1,84 
 FDB:  ξm = 2,04 
 DKA:  ξm = 2,15 
 
 
Bild 4-28: Vergleich der Durchstanzlasten mit dem charakteristischen Durchstanzwi-
derstand ohne Durchstanzbewehrung nach DIN 1045-1 für unterschiedliche 
Durchstanzbewehrungssysteme 
Zur Ermittlung der erforderlichen Durchstanzbewehrungsmenge sind aus den Zulas-
sungen unterschiedlicher Bewehrungssysteme prinzipiell zwei Vorgehensweisen be-
kannt:  
(a) Bei Doppelkopfankern und der Filigran Durchstanzbewehrung ist die gesamte 
einwirkende Stützenkraft vom Bewehrungsquerschnitt in einem Bereich von 
1,0d um die Stütze aufzunehmen. Ein Betontraganteil wird nicht in Rechnung 
gestellt.  
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(b) Die Bemessung der KTS-Gitterträger [2] entspricht dem Vorgehen in DIN 
1045-1 für den ersten Nachweisschnitt. Der Nachweis wird in den in DIN 1045-
1 festgelegten Rundschnitten geführt, wobei sich die Tragfähigkeit aus dem Be-
tontraganteil des untersuchten Rundschnitts und einem Stahltraganteil der Git-
terträger zusammensetzt. Die einzelnen Gitterträgerstäbe sind entsprechend ih-
rer Lage und Neigung unterschiedlich in Ansatz zu bringen (Tabelle 4-4). Dafür 
muss der Schwerpunkt des Stabes im Nachweisschnitt liegen oder sich um nicht 
mehr als 0,2d von der theoretischen Schnittlinie entfernt befinden. Insbesondere 
dürfen Diagonalstäbe, die quer zur Lastrichtung angeordnet sind, für den Last-
abtrag nicht angesetzt werden. Zusätzlich wird die Effektivität der Vertikalstäbe 
analog zu DIN 1045-1 in Abhängigkeit der statischen Nutzhöhe mit dem Faktor 
κs reduziert. Dieser Beiwert wurde für Bügel abgeleitet und liegt für die Gitter-
träger mit angeschweißten Ober- und Untergurten auf der sicheren Seite, zumal 
der maximale Stabdurchmesser auf 8 mm begrenzt ist. Für die Filigran Durch-
stanzbewehrung wurde auf eine Abminderung der Stahlspannung verzichtet, 
was sich mit den Vorgaben bei Doppelkopfankern deckt. Offensichtlich wurde 
die Verankerungsqualität der beiden Systeme als gleichwertig eingeschätzt.  
Die beiden vorgestellten Bemessungskonzepte unterstellen die Zulässigkeit einer integ-
ralen Betrachtung des Durchstanzbereichs. Während dieses Vorgehen für die gleich-
mäßige radiale Anordnung von Doppelkopfankern uneingeschränkt zulässig ist, er-
scheint dieses für die stark abweichenden Tragfähigkeiten der Gitterträger in Längs- 
und Querrichtung nur bei einem ausreichenden Sicherheitsabstand möglich.  
Tabelle 4-4: Wirksamkeit der Gitterträgerstäbe für den Nachweis gegen Durchstanzen 
nach unterschiedlichen Zulassungen 
radiale Anordnung tangentiale Anordnung 
 
FDB KTS FDB KTS 
vertikale Stäbe 1,0 κs 1,0 κs 
geneigte Stäbe 1,3⋅sin α 1,3⋅sin α 0 0 
0,74000,7 0,3
1,0400s
d
κ
≥
−
= + ⋅
≤
 
Im Folgenden werden zunächst die durchgeführten Versuche mit den Faktoren der 
Tabelle 4-4 und den Vorgaben der Zulassungen nachgerechnet (Bild 4-29). Hierbei 
ergeben sich deutliche Unterschiede zwischen den Nachweiskonzepten. Die Ergebnis-
se weisen eine große Streuung (vKTS = 0,18 und vFDB = 0,15) und zum Teil deutlich zu 
geringe rechnerische Tragfähigkeiten aus (ξm,KTS = 1,59). Dies ist u. a. auf die fehlende 
Anrechnung der Diagonalstäbe in Querrichtung zurückzuführen. Insbesondere die er-
reichte Traglast des Versuchs DV 5 (Plattendicke 400 mm) kann mit den Ansätzen 
nicht richtig beschrieben werden. Die beiden Verfahren erscheinen daher nicht geeig-
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net die Durchstanztragfähigkeit der KTP-Gitterträger zutreffend beschreiben zu kön-
nen.  
 
 
Bild 4-29:  Auswertung der Versuche nach den Zulassungen für Gitterträger KTS und 
FDB sowie maßgebende Anrechnungsbereiche des Versuchs DV 5 
Nach den eigenen Versuchsauswertungen sollten entgegen der bisherigen Bemes-
sungspraxis auch die senkrecht zur Lastrichtung angeordneten Diagonalstäbe am Last-
abtrag beteiligt werden. Die Effektivität dieser Stäbe kann mit dem Faktor κs⋅sin α in 
Ansatz gebracht werden, dies entspricht der wirksamen Vertikalkomponente des Dia-
gonalstabes. Zusätzlich ist davon auszugehen, dass aufgrund des angeschweißten 
Querstabes die Wirksamkeit der Gitterträgerstäbe schneller ansteigt als nach DIN 
1045-1 für Bügel unterstellt. Insbesondere die Dehnungsmessungen im Versuch DV 5 
belegen, dass einige Vertikalstäbe bereits bei einer Plattendicke von 400 mm die 
Streckgrenze erreichten (Bild 4-26). Aus diesem Grund kann der Faktor κs wie folgt 
angepasst werden. 
0,72000,7 0,3
1,0150s
d
κ
≥
−
= + ⋅
≤
 (4-12) 
Aufgrund der in der Regel parallelen Anordnung der Gitterträger ist zwischen der 
Tragfähigkeit in radialer und tangentialer Richtung zu unterscheiden. Bei nahezu rota-
tionssymmetrischer Lastanstrahlung ergibt sich die Durchstanztragfähigkeit aus der 
kleineren der beiden Tragrichtungen, da eine Umlagerung der Belastung nicht zu er-
warten ist. Für den Nachweis dürfen alle Gitterträgerstäbe, deren Schwerpunkte inner-
halb eines Abstandes von 1,0d vom Stützenrand liegen, berücksichtigt werden. Für die 
Auswertung wurden abweichend alle Gitterträgerstäbe angesetzt, die von einem unter 
45° geneigten Versagensriss zwischen den Schweißpunkten an den Unter- und Ober-
gurten gekreuzt werden. Dies erscheint aufgrund der guten Verankerung durch die an-
geschweißten Querstäbe notwendig. 
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Die Versuchsnachrechnungen ergeben bei ausschließlichem Ansatz der Gitterträger 
(Stahltraganteil) überwiegend sehr hohe Sicherheiten, so dass zusätzlich ein Betontrag-
anteil wirksam sein muss (Bild 4-30, links oben). Ermittelt man den Betontraganteil in 
einem Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Stützenrand, so können hiervon 75 % be-
rücksichtigt werden (Bild 4-30, rechts oben). Durch den Ansatz des Betontraganteils 
wird die Streuung deutlich reduziert. Berücksichtigt man abschließend, dass die rech-
nerischen Tragfähigkeiten der Gitterträger zusätzlich durch den maximalen Durch-
stanzwiderstand begrenzt werden, erfüllen alle Versuche das erforderliche Sicherheits-
niveau (Bild 4-30, links unten). Der Mittelwert ergibt sich zu ξm = 1,22 und der 5%-
Quantilwert zu 0,99 bei einem Variationskoeffizienten von 0,11. Trotzdem gelingt es 
auch mit diesem Bemessungsansatz nicht die hohe Bruchlast des Versuchs DV 5 zu 
erfassen. Eine Verbesserung ist nur durch einen in Abhängigkeit der Nutzhöhe variab-
len Vorfaktor für die Maximaltragfähigkeit möglich.  
  
 
 
Bild 4-30: Vergleich der Bruchlasten mit dem Bemessungsvorschlag für KTP-Gitter-
träger (links oben: ohne Betontraganteil; rechts oben: mit Betontraganteil; 
links unten: unter Berücksichtigung des maximalen Durchstanzwiderstands) 
Zur Überprüfung des Bemessungskonzepts für den maximalen Durchstanzwiderstand 
für KTP-Gitterträger wurde zusätzlich ein Versuch an einer Randstütze (B-Tec RV 1) 
durchgeführt. Hierbei wurde der Abstand der Gitterträger in der Nähe der Stütze redu-
ziert, um den maximalen Durchstanzwiderstand bestimmen zu können (vgl. Kapitel 3). 
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Dieser Referenzversuch erreichte eine Tragfähigkeit von 1,91⋅VR,ct unter Ansatz eines 
Lasterhöhungsfaktors β von 1,18 (nach ELIGEHAUSEN/VOCKE) bei einer bezogenen 
Ausmitte im Bruchzustand von e/c = 0,61. Dieser Versuch bestätigt die Richtigkeit des 
gewählten Ansatzes für den maximalen Durchstanzwiderstand. 
4.6.3 Weitere Versuche aus der Literatur 
In der Literatur sind neben den Versuchen mit der Filigran Durchstanzbewehrung zu-
sätzlich Versuche von VÖLKEL [114] und PARK [89] zu finden (Tabelle 4-5). 
VÖLKEL führte zwei Durchstanzversuche mit EQ-Gitterträgern durch, bei denen die 
Gitterträger parallel und gleichmäßig über die Plattenbreite verteilt angeordnet wurden. 
Im Bereich der Stütze wurden zwei radiale Gitterträger je Stützenseite platziert. Der 
erste seitlich neben der Stütze liegende Gitterträger hatte einen Abstand von 0,88d 
bzw. 0,5d. Die folgenden Gitterträger wurden mit Abständen von 1,5d bzw. 0,75d an-
geordnet. Die erreichten Traglasten entsprachen der 1,25- bzw. 1,32-fachen Durch-
stanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung. Diese vergleichsweise geringe Trag-
laststeigerung ist auf den geringen Stahlquerschnitt im Durchstanzbereich infolge der 
großen Gitterträgerabstände zurückzuführen. Die Versagensart ist daher als Stahlver-
sagen einzustufen. Wertet man die beiden Versuche mit dem vorgestellten Bemes-
sungsansatz für die KTP-Gitterträger aus, so ergeben sich Verhältniswerte VTest/VR,sy 
von 1,05 bzw. 1,15 und somit eine zufriedenstellende Übereinstimmung (Tabelle 4-5). 
PARK führte acht Durchstanzversuche an Innenstützen durch, von denen vier mit Git-
terträgern (Serie SL) bewehrt waren. Die Gitterträger zeichneten sich durch abwech-
selnd geneigte Diagonalen Ø 5 mm aus und hatten Neigungen von 50,8° bis 61,4°. Die 
Gitterträger wurden direkt auf der Schalung mit einem Abstand von 10 cm verlegt und 
die Gitterträgerobergurte bildeten eine Lage der Biegezugbewehrung. Hierdurch ist 
von einer deutlich verbesserten Wirkung der Gitterträger im Vergleich zu den eigenen 
Versuchen auszugehen. In den Versuchen wurden der Längsbewehrungsgrad, die stati-
sche Nutzhöhe und die Stützengeometrie variiert. Jeder Versuch wurde jeweils ohne 
(Serie S) und mit (Serie SL) Durchstanzbewehrung durchgeführt, wobei sich die Be-
tonfestigkeit nur geringfügig unterschied. Der direkte Vergleich der Versuche unter-
einander ergab eine Traglaststeigerung durch die Gitterträger von 31 % bis 50 %. Eine 
Auswertung der Versuche nach DIN 1045-1 (fck = fc,Test –8; κ ≤ 2,0) ergibt Traglaststei-
gerungen von im Mittel 100 %. Dieser hohe Wert ist auf die geringen Plattendicken 
und die Anordnung der Gitterträger zurückzuführen, die von der Plattenunterseite bis 
in die Biegebewehrungslagen hineinreichen. Hierdurch ist ein vorzeitiges Versagen der 
Verankerung nahezu ausgeschlossen. Zudem können die Gitterträger bis an die Streck-
grenze beansprucht werden. Zusätzlich ergeben sich für die Versuche ohne Durch-
stanzbewehrung teilweise um etwa 10 % höhere Tragfähigkeiten als der Mittelwert 
vergleichbarer Versuche, was auf einen günstigen Versuchsaufbau schließen lässt. 
Wertet man dennoch zwei dieser Versuche mit dem Bemessungsvorschlag aus (SL2 
und SL3), so ergibt sich unter Berücksichtigung eines Faktors κs von 1,0 im Mittel ein 
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Wert VTest/VR,sy von 1,20. Die übrigen zwei Versuche wurden aufgrund eines vorzeiti-
gen Biegeversagens (SL1) bzw. eines Stützenseitenverhältnisses c1/c2 = 4 (Versuche 
S4 und SL4; nicht in Tabelle 4-5 enthalten) von der Auswertung ausgeschlossen. 
Tabelle 4-5: Versuchsnachrechnungen zur Durchstanztragfähigkeit von Gitterträgern 
Versuch c1 = c2 d ρl fc,cyl VTest Steigerung VTest / VR,ct VTest / Vsy VTest / Vflex 
 [m] [m] [%] [MPa] [kN] [-] [-] [-] [-] 
S1 0,25 0,09 1,06 25,9 230 - 1,24 - 0,89 
S2 0,25 0,09 2,00 27,4 317 - 1,34 - 0,70 
S3 0,25 0,13 0,98 25,9 443 - 1,40 - 0,88 
SL1 0,25 0,09 0,82 27,4 301 1,31 1,71 1,06 1,16 
SL2 0,25 0,09 1,62 27,4 475 1,50 2,15 1,23 1,02 
SL3 0,25 0,13 0,82 25,9 590 1,33 1,98 1,16 1,09 
Fil 3 0,26 0,205 1,53 21,9 881 - 1,25 1,05 0,41 
Fil 4 0,26 0,205 1,53 24,6 983 - 1,32 1,15 0,45 
VR,ct nach DIN 1045-1 mit Begrenzung des Maßstabsfaktors auf 2,0;   Vsy nach dem Bemessungsvorschlag für 
KTP-Gitterträger;   Vflex Biegetragfähigkeit nach Bruchlinientheorie 
4.6.4 Zusammenfassung der Ergebnisse 
Die Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen mit KTP-Gitterträgern als Durch-
stanzbewehrung können wie folgt zusammengefasst werden: 
• Trotz fehlender Umschließung der Biegebewehrung können aufgrund der End-
verankerung mit angeschweißten Querstäben Traglasten erreicht werden, die 
über dem Niveau der maximalen Durchstanztragfähigkeit von Bügeln liegen. 
Der Endverankerungspunkt sollte hierfür insbesondere in dünnen Platten in un-
mittelbarer Nähe der Biegezugbewehrung liegen (direkte Auflagerung der Bie-
gebewehrung auf den Obergurten).  
• Mit zunehmender Plattendicke nimmt die Bedeutung der Endverankerung im 
Durchstanzbereich ab und es sind deutlich höhere Tragfähigkeiten möglich. 
• Die stark unterschiedlichen Tragfähigkeiten der Gitterträger parallel und senk-
recht zur Lastrichtung erfordern eine getrennte Betrachtung der Tragrichtungen, 
da eine Lastumlagerung in der Regel nicht möglich ist. Eine integrale Ermitt-
lung der Tragfähigkeit im Durchstanzbereich kann bei stark unterschiedlicher 
Anordnung der Gitterträger zu einer Überschätzung der Tragfähigkeit führen. 
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• Bei getrennter Ermittlung der Tragfähigkeiten dürfen auch die Diagonalstäbe 
senkrecht zur Lastrichtung in Ansatz gebracht werden. 
4.7 Stahlbleche als Durchstanzbewehrung 
4.7.1 Allgemeines 
Die überwiegende Anzahl der in diesem Abschnitt präsentierten Durchstanzversuche 
wurde von Prof. Günther an der Fachhochschule Gießen durchgeführt. Die Ergebnisse 
bzw. die erreichten Traglasten dokumentieren den Entwicklungsprozess und zeigen 
wesentliche Einflussfaktoren auf den maximalen Durchstanzwiderstand. Neben den in 
diesem Abschnitt präsentierten zweiteiligen Blechen aus einem L-förmigen Stahlblech 
und eingehängten Bügeln Ø 6 mm, wurden zusätzliche Untersuchungen mit einteiligen 
Z-förmigen Blechen durchgeführt. 
Die Durchstanzbewehrung aus geteilten Stahlblechen setzt sich aus dem gestanzten 
Stahlblech, Bügeln Ø 6 mm mit 90°-Abbiegungen und je Blech zwei Längsstäben zu-
sammen (Bild 4-31). Im Zuge der Entwicklung wurde die Blechstärke mit t = 3 und 
5 mm, die Anzahl der Bügel mit n = 1 oder 2 und der Durchmesser der Längsbeweh-
rung zwischen Ø 10 mm und Ø 16 mm variiert. Die Untersuchungen decken sowohl 
den geplanten Anwendungsbereich (h = 180 bis 400 mm; fc,cyl = 15 und 56 MPa; 
ρl = 0,49 - 2,32 %) als auch die unterschiedlichen Versagensarten (Maximaltragfähig-
keit, Stahlversagen und Versagen außerhalb) ab. Hierdurch ist es möglich ein Bemes-
sungskonzept für die Durchstanzbewehrung aus geteilten Stahlblechen abzuleiten.  
 
Bild 4-31: Prinzipskizze der Durchstanzbewehrung aus geteilten Stahlblechen 
4.7.2 Tragverhalten 
Die eigenen experimentellen Untersuchungen dienten zur Bestätigung der Versuchser-
gebnisse in Gießen und Erweiterung des Anwendungsbereichs. Hierzu wurden eine 
dünne Platte (h = 180 mm) mit höherer Betonfestigkeit und eine dicke Platte 
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(h = 400 mm) mit mittlerer Betonfestigkeit geprüft. Als Durchstanzbewehrung wurden 
in beiden Fällen L-förmige Stahlbleche mit einer Blechstärke von 5 mm, je Blech zwei 
Längsstäbe Ø 12 mm und zwei Bügel Ø 6 mm verwendet.  
Die Biegerissbildung und das Tragverhalten der beiden Versuche waren vergleichbar 
zu anderen Durchstanzversuchen mit Durchstanzbewehrung, wobei auf der Plattenun-
terseite am Stützenanschnitt im Bruchzustand nur geringe Schädigungen festzustellen 
waren. Bild 4-32 zeigt die Sägeschnitte der beiden Versuche und Bild 4-33 stellt die 
Last-Verformungskurven gegenüber.  
  
Bild 4-32: Sägeschnitte der eigenen Versuche mit Stahlblechen (links: Versuch 
18er, rechts: Versuch 40er) 
 
 
Bild 4-33:  Last-Verformungskurven der eigenen Versuche mit Stahlblechen (links), 
auf die Bruchlasten bezogene Last-Verformungskurven (rechts) 
Während beim Versuch 18er der Versagensriss horizontal in Höhe der unteren Beweh-
rung verlief und außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs unter etwa 35° bis zur 
oberen Bewehrungslage reichte, versagten beim Versuch 40er die Bügel schlagartig 
durch Zerreißen. Hierbei stellte sich der Versagensriss unter etwa 45° ein. Neben dem 
Versagensriss ist im Sägeschnitt des Versuchs 18er eine mehrfache Schrägrissbildung 
zwischen den Stahlblechen zu erkennen. Für den Versuch 40er erkennt man mehrere 
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auf die Stütze zulaufende flacher geneigte Schrägrisse, die etwa unter 35° verlaufen. 
Eine mehrfache Schrägrissbildung oder eine horizontale Rissbildung in der Druckzone 
wie bei der dünnen Platte kann nicht beobachtet werden.  
4.7.3 Bemessungskonzept gegen Durchstanzen 
Die Diagramme in Bild 4-34 geben einen Überblick zur Einordnung der Bruchlasten 
im Verhältnis zur charakteristischen Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbeweh-
rung VR,ct nach DIN 1045-1. Die Beurteilung der Versagensart erfolgte dabei anhand 
der erreichten Tragfähigkeit, der konstruktiven Durchbildung (Blechabstände, Blech-
stärke, Bügelanzahl) und soweit vorhanden der Rissbildung im Sägeschnitt.  
Die Auswertung belegt, dass die Blechstärke und die Anzahl der Bügel bzw. Stahlble-
che einen Einfluss auf die Durchstanztragfähigkeit besitzen. Mit zunehmendem Be-
wehrungsquerschnitt steigt die Maximaltragfähigkeit an, da sowohl ein vorzeitiges 
Stahlversagen ausgeschlossen als auch die Bügelbeanspruchung und damit die Bean-
spruchung des Verankerungsbereichs reduziert wird (geringerer Verankerungsschlupf). 
Zudem kann Bild 4-34 entnommen werden, dass der maximale Durchstanzwiderstand 
für durchstanzbewehrte Bereiche von weniger als 2,0d geringer ist. Für diese Versuche 
konnte in den Sägeschnitten überwiegend ein Versagen außerhalb der Durchstanzbe-
wehrung beobachtet werden. Bei einer Auswertung der Versuche nach DIN 1045-1 
wird allerdings in vielen Versuchen mit größeren durchstanzbewehrten Bereichen die 
Durchstanztragfähigkeit im äußeren Rundschnitt maßgebend.  
Zusätzlich kann anhand der Versuchsergebnisse festgestellt werden, dass auch der 
Durchmesser der Längsstäbe einen Einflussfaktor auf die Tragfähigkeit darstellt. Dies 
lässt sich auf die unterschiedliche Verankerungssteifigkeit zurückführen. Mit zuneh-
mender Steifigkeit der Längsbewehrung und reduzierter Bügelbeanspruchung nimmt 
der Verankerungsschlupf ab und die Effektivität des Bewehrungssystems steigt. Zu-
sätzliche Versuche mit einer Längsbewehrung aus Ø 16 mm ergaben allerdings keine 
weitere Traglaststeigerung, so dass dieser Einfluss ausschließlich für kleine Stab-
durchmesser zu beobachten ist. 
Aufgrund der technischen Weiterentwicklung der Stahlbleche mit dem Ziel einer mög-
lichst hohen maximalen Durchstanztragfähigkeit, stehen überwiegend Versuche mit 
5 mm Blechstärke und Ø 12 mm Längsbewehrung für die Auswertung zur Verfügung. 
Diese stellen den aktuellen Stand der Entwicklung dar und werden zur Ableitung des 
maximalen Durchstanzwiderstandes herangezogen. Die übrigen Versuche dienen zur 
Bestimmung des Betontraganteils bei der Bemessung der Stahlbleche und der Ablei-
tung eines maximalen Durchstanzwiderstandes für andere Kombinationen aus Stahl-
blech und Längsbewehrung. Da für viele Versuche entgegen der Versuchsbeobachtun-
gen rechnerisch ein Versagen außerhalb der Durchstanzbewehrung maßgebend wird, 
wurde bei der Ableitung der Bemessungsgleichungen dieser Nachweis auf der sicheren 
Seite liegend nicht berücksichtigt.  
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Bild 4-34:  Vergleich der Durchstanzlasten mit dem Durchstanzwiderstand ohne 
Durchstanzbewehrung nach DIN 1045-1 
Der maximale Durchstanzwiderstand der untersuchten Stahlbleche lässt sich grund-
sätzlich mit dem Bemessungswiderstand nach DIN 1045-1 beschreiben. Auf Grundla-
ge der Versuchsbruchlasten kann dieser für Bleche mit t = 5 mm und 2Ø 12 mm wie 
folgt festgelegt werden: 
ctRdRd VV ,max, 0,2 ⋅=  (4-13) 
( )1/3
,
0,14 100Rd ct l ck critV f d uκ ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (4-14) 
Bild 4-35 stellt die Auswertung der Versuchsbruchlasten mit der vorgeschlagenen Be-
messungsgleichung für den maximalen Durchstanzwiderstand dar. Der gewählte An-
satz beschreibt die maximale Durchstanztragfähigkeit weitestgehend trendfrei. Darüber 
hinaus erkennt man, dass sich bei der Verwendung der Stahlbleche mit einem Bügel 
etwas geringere Tragfähigkeiten ergeben. Nach der statistischen Auswertung in 
Tabelle 4-6 wird bei Ansatz aller Versuche das erforderliche Sicherheitsniveau mit 
einem 5%-Quantilwert von 0,97 annähernd erreicht. Für Versuche mit nur einem Bügel 
ergibt sich allerdings rechnerisch eine deutlich geringere Sicherheit. Aus diesem Grund 
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sollte bei Ausnutzung der maximalen Durchstanztragfähigkeit nach Gl. (4-13) der Ein-
satz ausschließlich mit zwei Bügeln erfolgen. Für Bleche mit einem Bügel ist der Vor-
faktor für die Maximaltragfähigkeit auf 1,80 zu reduzieren. 
 
 
  
Bild 4-35:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem abgeleiteten maximalen Durch-
stanzwiderstand für Stahlbleche (t = 5 mm, 2Ø 12 mm) 
Tabelle 4-6: Statistische Auswertung der Versuche 
 alle Versuche Versuche mit 1 Bügel Versuche mit 2 Bügeln 
Anzahl 21 8 13 
Mittelwert 1,16 1,09 1,20 
Standardabweichung 0,106 0,101 0,085 
5%-Quantilwert 0,97 0,89 1,05 
 
Wie bereits anhand von Bild 4-34 erläutert, ist die maximale Durchstanztragfähigkeit 
der Stahlbleche maßgebend von der Verankerungssteifigkeit abhängig. Bei geringerer 
Steifigkeit durch eine Reduktion der Blechstärke und/oder der Längsbewehrung ist von 
einer Abnahme der Tragfähigkeit auszugehen. Hierfür sind reduzierte Vorfaktoren für 
den maximalen Durchstanzwiderstand anzusetzen. Anhand der vorliegenden Versuche, 
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die allerdings nicht in allen Fällen auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit versag-
ten, kann der Einfluss der Verankerungssteifigkeit abgeschätzt werden. Auf der siche-
ren Seite können die Vorfaktoren entsprechend Bild 4-36 angesetzt werden. 
 
 
ctRdRd VV ,max, ⋅= α  
t = 5 mm + 2Ø 10:  α = 1,70 
t = 3 mm + 2Ø 12:  α = 1,70 
t = 3 mm + 2Ø 10:  α = 1,50 
Bild 4-36:  Vorfaktoren für den maximalen Durchstanzwiderstand für abweichende 
Kombinationen von Blechstärke und Längsbewehrung 
Die Ermittlung der erforderlichen Stahlbleche wird in Anlehnung an DIN 1045-1 in 
den entsprechenden Nachweisschnitten bestimmt und setzt sich aus einem Beton- und 
einem Stahltraganteil zusammen. Die Auswertung der Versuche ergab, dass in den ers-
ten beiden Nachweisschnitten im Abstand 0,5d und 1,25d vom Stützenrand ein höherer 
Betontraganteil wirksam ist. Dies wird auf die bessere Umschnürung der Druckzone 
und den geringeren Verankerungsschlupf der Stahlbleche gegenüber herkömmlichen 
Bügeln zurückgeführt. Anhand der Versuche, die ein Stahlversagen aufwiesen, kann 
der Betontraganteil ermittelt werden. Da die Anzahl dieser Versuche sehr begrenzt ist, 
wurden zusätzlich einzelne Versuche, die auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit 
versagten, in die Auswertung mit einbezogen. Hierdurch ist eine Abschätzung der un-
teren Grenze der Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung möglich. Bei der Bemessung 
wurde unterstellt, dass ausschließlich Stahlblech-Bügel-Kombinationen zum Einsatz 
kommen, bei denen der vorhandene Bügelquerschnitt nachweisbestimmend ist. Bei der 
Ermittlung des Stahltraganteils wird die Verankerungsqualität der Bleche über den 
Beiwert k2 berücksichtigt. Auf eine Berücksichtigung des Einflusses der statischen 
Nutzhöhe auf die Effektivität der Durchstanzbewehrung wurde hingegen verzichtet, da 
nur ein Versuch mit großer Plattendicke zur Verfügung steht und dieser mit dem be-
schriebenen Ansatz ein vergleichbares Sicherheitsniveau wie die übrigen Versuche 
erreichte.  
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Das Nachweisformat ergibt sich zu: 
BlecheydBügelsBügelictRdBlecheLsyRd nfAknuvkV ⋅⋅⋅⋅⋅+⋅⋅=− ,2,1,, 2  (4-15) 
mit 
 k1 = 1,70 für den Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Stützenrand 
 k1 = 1,35 für den Rundschnitt im Abstand 1,25d vom Stützenrand 
 k1 = 1,0 für Rundschnitte im Abstand ≥ 2,0d vom Stützenrand 
 vRd,ct Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung gemäß Gl. 105  
nach DIN 1045-1 
 ui  Umfang des betrachteten Rundschnitts 
 nBügel Anzahl der Bügel je Stahlblech (1 oder 2) 
 k2  Verbundbeiwert zur Berücksichtigung der Verankerungssteifigkeit 
 k2 = 0,8 für t = 5 mm und 2Ø 12 mm 
 k2 = 0,7 für t = 5 mm und 2Ø 10 mm sowie t = 3 mm und 2Ø 12 mm 
 k2 = 0,5 für t = 3 mm und 2Ø 10 mm 
 As,Bügel Querschnittsfläche eines Bügelschenkels (= 0,28 cm²) 
 fyd  Bemessungswert der Streckgrenze der Bügel 
 nBleche Anzahl der Stahlbleche im betrachteten Rundschnitt 
Für die Versuchsnachrechnungen wurden die Baustoffmittelwerte der Streckgrenze der 
Stahlbleche und Bügel angesetzt. Der gewählte Bemessungsansatz ergibt für alle be-
trachteten Versuche mit einem 5 %-Quantilwert von 0,99 (Mittelwert ξm = 1,21; Varia-
tionskoeffizient v = 0,104) ein ausreichendes Sicherheitsniveau (Bild 4-37). Die neue-
ren Versuche wurden bereits mit dem vorgestellten Bemessungsansatz vorbemessen 
und erreichten die maximale Durchstanztragfähigkeit, so dass der gewählte Bemes-
sungsansatz als zutreffend einzustufen ist. 
 
 
Bild 4-37:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem Bemessungsvorschlag nach 
Gl. (4-15) für den Durchstanzwiderstand von Stahlblechen 
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4.7.4 Zusammenfassung der Ergebnisse 
Die wesentlichen Ergebnisse der experimentellen Untersuchungen mit Stahlblechen als 
Durchstanzbewehrung können wie folgt zusammengefasst werden: 
• Die schlupfarme Verankerung über Bügel mit kleinem Durchmesser und steifen 
Längsstäben bei gleichzeitig eng verteilter Anordnung der Bleche führt zu ho-
hen Tragfähigkeiten. 
• Eine Vergrößerung des Bewehrungsquerschnitts ermöglicht höhere Tragfähig-
keiten. 
• In Abhängigkeit der Verankerungssteifigkeit (Blechstärke und Durchmesser der 
Längsstäbe) ergeben sich unterschiedlich hohe Traglaststeigerungen. 
4.8 Stahleinbauteile als Durchstanzbewehrung 
4.8.1 Allgemeines 
Die höchsten Traglasten im Durchstanzbereich sind mit Stahleinbauteilen erzielbar. 
Hierbei wird die maximale Traglaststeigerung im Gegensatz zu den bisher untersuch-
ten Durchstanzbewehrungssystemen nur wenig von der Durchstanztragfähigkeit der 
Platte ohne Durchstanzbewehrung beeinflusst, da der Lastabtrag im Wesentlichen über 
das Stahleinbauteil erfolgt. Auch ohne Berücksichtigung eines Betontraganteils sind in 
jedem Fall Verträglichkeitsbedingungen zwischen Stahlprofil und Beton zu berück-
sichtigen, die insbesondere im Bereich der Maximaltragfähigkeit von Bedeutung sind. 
Die im Stahlbau übliche vollplastische Bemessung der Stahlprofile erfordert eine ent-
sprechende Verformungsfähigkeit, die vom umgebenden Beton ertragen werden muss. 
Die untersuchten Stahleinbauteile sind nicht direkt mit einander vergleichbar, da unter-
schiedliche Querschnittsabmessungen und Größen der Einbauteile geprüft wurden. 
Aus der erreichten Traglast kann somit keine qualitative Aussage über die Wirksamkeit 
der einzelnen Systeme abgeleitet werden. Jegliche vergleichenden Darstellungen in 
diesem Abschnitt dienen ausschließlich der Präsentation der Ergebnisse. Trotz der 
grundsätzlichen Unterschiede der untersuchten Stahleinbauteile können mit den expe-
rimentellen und numerischen Untersuchungen die Einflussparameter auf die Tragfä-
higkeit und die Anwendungsgrenzen abgeleitet werden.  
Bisher werden in Deutschland die Stahleinbauteile entsprechend einer Stützenkopfver-
stärkung ausschließlich ohne Durchstanzbewehrung im äußeren Rundschnitt einge-
setzt. Die Bemessung der Stahlprofile und die Stahlbetonbemessung (Biegung, Quer-
kraft und Durchstanzen) erfolgt auf Grundlage empirischer Untersuchungen, sodass 
nicht alle Tragmechanismen explizit quantifiziert werden können. Die erforderlichen 
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Tragsicherheiten werden dabei überwiegend durch bewusste Überbemessung einzelner 
oder aller Tragglieder sichergestellt. 
Der zunehmende Kostendruck und der Wettbewerb zwischen den Bauarten führen zu 
höheren Durchstanzbeanspruchungen und zu einer wirtschaftlichen Optimierung der 
Einbauteile. Um ein ausreichendes Sicherheitsniveau sicherstellen zu können, ist aber 
in jedem Fall ein vertieftes Verständnis der Tragmechanismen für Verbundkonstrukti-
onen aus Stahl und Beton zwingend erforderlich. Diese produktspezifischen Tragme-
chanismen stellen Firmen Know-how dar und können daher in dieser Arbeit nicht ver-
tieft präsentiert werden. Dennoch sollen die prinzipiellen Abhängigkeiten anhand der 
durchgeführten numerischen Untersuchungen in [58] vorgestellt werden.  
Ziel der Versuche und numerischen Simulationen war es das Zusammenwirken von 
Beton und Stahleinbauteil sowie deren Verträglichkeit im Traglastbereich bei plasti-
scher Beanspruchung zu untersuchen. Hierbei standen die folgenden Fragen im Mittel-
punkt der Untersuchungen: 
- Lässt sich der Betontraganteil zur Querkraftaufnahme in Abhängigkeit der 
Steifigkeit des Stahleinbauteils quantifizieren? 
- Entstehen in den Stahlprofilen neben der Biege- und Querkraftbeanspruchung 
zusätzlich Normalkräfte, die bei der Profilbemessung zu berücksichtigen sind? 
- In welchen Grenzen ist bei einer plastischen Bemessung der Stahlprofile die 
Nutzung eines Betontraganteils zulässig? 
4.8.2 Tragverhalten 
Das Verformungsverhalten der Versuchskörper wird wesentlich von den Stahleinbau-
teilen beeinflusst. Die massiven Hauptträger des Geilinger-Stahlpilzes und des s+v - 
Verbundkreuzes führen im Vergleich zu den biegeweichen Zugbügeln des T-Walms zu 
einem steiferen Verformungsverhalten (Bild 4-38).  
 
Bild 4-38:  Last-Verformungskurven der Versuche mit Stahleinbauteilen 
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Die höhere Steifigkeit des Geilinger-Stahlpilzes ist auf die zusätzliche Aktivierung der 
Nebenträger für die Biegetragfähigkeit zurückzuführen. Alle untersuchten Systeme 
zeigten ein ausgeprägtes duktiles Tragverhalten im Bereich der Bruchlast und versag-
ten infolge eines Betonversagens im Bereich des Stützenanschnitts (Bild 4-39). 
 
Bild 4-39:  Rissbildung im Bruchzustand auf der Plattenunterseite 
Die Haupttragelemente aller Systeme wurden im Bereich des Stützenanschnitts über 
die Streckgrenze hinaus beansprucht bevor das Durchstanzversagen eintrat, dabei ver-
hinderte die außerhalb der Systeme angeordnete Durchstanzbewehrung wirkungsvoll 
ein vorzeitiges Versagen. Die erreichten Versuchslasten übertrafen in allen Fällen die 
rechnerische Tragfähigkeit nach Zulassung bzw. nach den zugehörigen Ingenieurmo-
dellen unter Ansatz der Nennfestigkeit der Streckgrenze. 
4.8.3 Numerische Untersuchungen 
Die Versuchsnachrechnungen mit LIMFES ergaben durchweg eine gute Übereinstim-
mung mit den Messwerten der Versuche (Bild 4-40). Mit Ausnahme des Versuchs T-
Walm konnten auch die großen Verformungen im Bruchzustand zutreffend ermittelt 
werden. Dies ist hauptsächlich auf den bestimmenden Einfluss der Stahleinbauteile 
beim Lastabtrag zurückzuführen. Die numerischen Modelle des s+v - Verbundkreuzes 
und des T-Walms ermittelten konservative Traglasten, die etwa 7 % unter den Ver-
suchbruchlasten lagen, das Modell des Geilinger-Stahlpilzes erreichte 101 % der Ver-
suchsbruchlast. Der Vergleich mit unterschiedlichen Messstellen lässt zudem den 
Schluss zu, dass der Lastabtrag in allen Modellen im Wesentlichen zutreffend abgebil-
det wurde. 
Zur Bestimmung der Abhängigkeit der Traglast von der Steifigkeit des Stahleinbauteils 
wurden in über 40 Simulationen unterschiedliche Stahlquerschnitte, Stützenabmessun-
gen und Pilz-, Kreuz- bzw. Walmabmessungen untersucht. Neben dem Vergleich der 
Bruchlasten wurde der Lastabtrag anhand von Schnittgrößenverläufen entlang der 
Tragglieder bestimmt und daraus die Traganteile des Betons und des Stahls ermittelt. 
Für die einzelnen Systeme werden die Ergebnisse in Kurzform zusammengestellt und 
die Rückschlüsse für die Bemessung spezifiziert, eine ausführlichere Zusammenstel-
lung findet sich in [58].  
GP s+v T-Walm 
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Bild 4-40:  Last-Verformungskurven im Versuch und der numerischen Simulation 
Geilinger-Stahlpilz 
Das Bemessungskonzept des Geilinger-Stahlpilzes nach Zulassung [11] fordert gegen-
über den Tragfähigkeitsnachweisen nach DIN 18800 höhere Sicherheitsbeiwerte. Auf-
grund des wirtschaftlichen Drucks im Bauwesen und der hohen Stahl- und Schweiß-
kosten ist es naheliegend zur Optimierung des Stahlpilzes die Hauptträgerabmessungen 
in Zukunft vollständig nach DIN 18800 auszulegen. Im Grenzfall könnte der Stahlpilz 
dann vollplastisch bemessen werden. Vor diesem Hintergrund war zu überprüfen, wie 
sich der Betontraganteil bei Variation der Hauptträgersteifigkeit verändert und ob aus 
Verträglichkeitsgründen ein Mindestwert der Hauptträgersteifigkeit zu fordern ist. 
Ausgehend von dem numerischen Modell des Versuchs wurden daher unterschiedliche 
Hauptträgerabmessungen, Pilzbreiten und Stützenabmessungen in einer Parameterstu-
die untersucht, wobei die übrigen Versuchsparameter unverändert blieben. Für die aus-
gewählten Parameteruntersuchungen wird die Aufteilung der Belastung auf Stahl und 
Beton dargestellt sowie die Ausnutzung des Hauptträgers in Bezug auf die plastische 
Momenten-, Querkraft- und Normalkrafttragfähigkeit angegeben (Bild 4-41). Letzteres 
verdeutlicht die Effektivität des Einbauteils und gibt Aufschluss über die Notwendig-
keit der Berücksichtigung aller Schnittgrößen bei der Querschnittsbemessung. 
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Mit steigender Hauptträgersteifigkeit ermitteln die untersuchten Modelle zunehmende 
Traglasten bei gleichzeitig anwachsendem Stahltraganteil (Bild 4-41, oben). Dies re-
sultiert aus der Tatsache, dass der absolute Betontraganteil ab einem oberen Grenzwert 
konstant bleibt (Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung im Inneren des 
Stahlpilzes), der Stahlanteil aber weiter ansteigt. Insgesamt werden in den Simulatio-
nen erst für größere Hauptträgersteifigkeiten Momentenausnutzungsgrade von über 
80 % erreicht. Dies lässt darauf schließen, dass die Hauptträger nur bei ausreichender 
Steifigkeit vollständig ausgenutzt werden können. Mit steigender Steifigkeit der 
Hauptträger beteiligen sich auch zunehmend die Nebenträger am Lastabtrag, wie es in 
der Zulassung für den Biegewiderstand unterstellt wird. Bei kleinen Steifigkeiten erge-
ben sich hingegen hohe prozentuale Betontraganteile und eine geringe Ausnutzung der 
Hauptträger deutlich unterhalb der plastischen Grenztragfähigkeit. 
Je höher die Querkraftausnutzung der Stahlbetondecken ist, umso größer muss die 
Pilzbreite Bk sein, um ohne zusätzliche Maßnahmen ein Querkraftversagen außerhalb 
der Stützenkopfverstärkung zu vermeiden. Bei konstanten Profilabmessungen und zu-
nehmender Pilzbreite vergrößert sich die Biegebeanspruchung und damit die Biegever-
formung im Hauptträger. Gleichzeitig nimmt die Auflagersteifigkeit der Randprofile 
entsprechend ab, was dazu führt, dass die Randprofile sich der Querkraft- und Biege-
momentaufnahme entziehen. Diesen Einfluss bestätigen die numerischen Simulatio-
nen, die mit zunehmender Pilzabmessung erwartungsgemäß kleinere Traglasten ermit-
teln. Neben der geringeren Beteiligung der Nebenträger am Lastabtrag mit abnehmen-
der Biegesteifigkeit der Hauptträger reduziert sich gleichzeitig die Verspannung des 
Betons im Inneren des Stahlpilzes aufgrund der größeren Abmessungen. Hieraus resul-
tiert die nur leichte Abnahme des prozentualen Stahltraganteils bei gleichzeitig leicht 
sinkendem Ausnutzungsgrad (Bild 4-41, Mitte).  
Einen weiteren maßgebenden Einfluss auf den Lastabtrag und die Aufteilung der Be-
lastung auf Stahl- und Betontraganteil hat die Größe der Stütze. Je größer die Stütze 
ist, desto größer ist ihre Steifigkeit im Vergleich zum Stahlpilz und demzufolge kann 
und wird ein größerer Teil der Belastung direkt in die Stütze eingeleitet. Durch die Va-
riation der Stützenabmessungen wird der maximal aufnehmbare Betontraganteil beein-
flusst, da sich die Rundschnittlänge verändert. Dies spiegelt sich in den mit zunehmen-
der Stützengröße deutlich ansteigenden Traglasten der Simulationen wider. In Bild 
4-41, unten ist allerdings zu erkennen, dass der Stahltraganteil mit zunehmender Stüt-
zengröße abfällt. Dies ist auf das mit zunehmender Stützengröße verringerte Steifig-
keitsverhältnis zwischen Stahlpilz und Stütze zurückzuführen, sodass ein größerer Teil 
der Belastung auf direktem Wege in die Stütze geleitet wird. Gleichzeitig kann die 
Tragfähigkeit des Stahlpilzes nicht mehr voll aktiviert werden wie am abfallenden 
Ausnutzungsgrad des Hauptträgers zu erkennen ist.  
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Bild 4-41:  Traganteile und plastische Querschnittsausnutzung für den Geilinger Stahl-
pilz in Abhängigkeit der Hauptträgersteifigkeit, der Pilzbreite und der Stüt-
zenabmessungen 
Aus den hier verkürzt dargestellten numerischen Untersuchungen kann abgeleitet wer-
den, dass sich die maximale Traglast des Systems aus der Tragfähigkeit des Stahlpilzes 
und des Betons im Inneren zusammensetzt. Die Aufteilung der Belastung auf Stahlpilz 
und Beton hängt dabei wesentlich von der Steifigkeit des Stahlpilzes ab. Die einzelnen 
Traganteile ändern sich je nach Randbedingung, wobei eine geringere Steifigkeit des 
Stahlpilzes zu niedrigeren Traglasten führt. Eine einfache plastische Addition der 
Stahl- und Betontraganteile ohne weitere Überlegungen ist unzulässig. Es ist daher 
darauf zu achten, dass eine Mindeststeifigkeit des Stahlpilzes vorhanden ist, um die 
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Beanspruchung des Betons im Pilzinneren zu begrenzen und damit ein vorzeitiges 
Versagen zu vermeiden. Diesem Umstand wird in der vorhandenen Zulassung [11] 
durch die Begrenzung der Pilzabmessungen, der unterschiedlichen Teilsicherheitsbei-
werte für die Haupt- und Nebenträgerbemessung sowie durch den Ansatz von Min-
destmomenten Rechnung getragen, so dass die geltende Bemessungspraxis als sicher 
bezeichnet werden kann. Weiterhin ergeben die Schnittgrößenauswertungen nur gerin-
ge Normalkraftbeanspruchungen der Hauptträger, so dass für die Bemessung eine 
Momenten-Querkraft-Interaktion ausreichend ist. 
s+v - Verbundkreuz 
Für das s+v - Verbundkreuz ist bisher keine bauaufsichtliche Zulassung beantragt wor-
den, so dass die Annahmen des Bemessungsmodells nicht überprüft werden können. 
Der Ansatz von PIEL [90] auf Grundlage des Bemessungsmodells von KINNUNEN 
und NYLANDER erscheint darüber hinaus für die allgemeine Anwendung zu aufwen-
dig. Dennoch werden zur Verdeutlichung der maßgebenden Einflussfaktoren auf die 
Tragfähigkeit die Ergebnisse der numerischen Untersuchungen präsentiert.  
Es ist ingenieurmäßig leicht zu erkennen, dass die Tragfähigkeit des Verbundkreuzes 
wesentlich von der Steifigkeit des Stahlschwertes bestimmt wird. Erwartungsgemäß 
steigt die Tragfähigkeit mit zunehmender Steifigkeit des Verbundkreuzes an, da die 
Querschnittstragfähigkeit ebenfalls zunimmt. Bild 4-42, oben verdeutlicht, dass mit 
zunehmender Schwertsteifigkeit der Stahltraganteil anwächst, während der Querkraft-
ausnutzungsgrad sukzessive abfällt (der Betontraganteil beinhaltet den Traganteil der 
seitlich neben den Schwertern angeordneten Doppelkopfanker, vgl. Kapitel 3). Im Ge-
genzug steigt der Momentenausnutzungsgrad an. Mit zunehmender Steifigkeit verla-
gert sich der Lasteinleitungspunkt in Richtung Schwertende und führt dadurch zu einer 
überproportional steigenden Biegebeanspruchung. Gleichzeitig steht aufgrund der ge-
ringeren Querkraftausnutzung eine größere Biegekapazität zur Verfügung, die mit zu-
nehmender Steifigkeit zu einer vollplastischen Querschnittsausnutzung führt. Zusätz-
lich treten große Normalkraftbeanspruchungen auf, die bis zu 40 % der plastischen 
Tragfähigkeit erreichen und daher bei der Bemessung zu berücksichtigen sind. 
Aufgrund der begrenzten Querkrafttragfähigkeit außerhalb des Verbundkreuzes er-
scheint es für den praktischen Einsatzbereich sinnvoll die Schwertlänge zu variieren. 
Für die untersuchten Modelle fällt die Traglast mit zunehmender Schwertlänge gering-
fügig ab, wobei die Unterschiede nicht signifikant sind. Dies ist auf die erschöpfte 
Biegetragfähigkeit des Schwertes zurückzuführen, die durch den nahezu gleichblei-
benden Stahltraganteil bestätigt wird (Bild 4-42 Mitte). Der ansteigende Momenten-
ausnutzungsgrad lässt allerdings erwarten, dass bei entsprechenden Abmessungen des 
Schwertprofils auch größere Schwertlängen ausführbar sind. Jedoch zeigen die nume-
rischen Untersuchungen, dass mit zunehmender Schwertlänge die Wirkung des Aufla-
gertellers am Schwertende als Lastsammler reduziert wird, weshalb eine Beschränkung 
der Schwertlänge angebracht erscheint. Da zusätzlich die Plattendiagonalen unbewehrt 
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sind, ist eine ausreichend hohe Steifigkeit für eine Konzentration der Lasten auf das 
Verbundkreuz erforderlich, um ein vorzeitiges Versagen in den Bereichen zwischen 
den Stahlprofilen zu verhindern.  
 
 
 
Bild 4-42:  Traganteile und plastische Querschnittsausnutzung für das s+v - Verbund-
kreuz in Abhängigkeit der Schwertsteifigkeit, der Schwertlänge und der 
Stützenabmessungen 
Auch für das s+v - Verbundkreuz stellt die Stützengröße einen entscheidenden Einfluss 
für den Lastabtrag und die Aufteilung der Belastung auf Verbundkreuz und Beton dar. 
Mit zunehmender Stützengröße steigt die Steifigkeit der Stütze im Vergleich zum Ver-
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bundkreuz an und demzufolge wird ein größerer Teil der Belastung direkt in die Stütze 
eingeleitet. Dies kann zu einem vorzeitigen Versagen des Betons in den unbewehrten 
Bereichen zwischen den Stahlschwertern führen. Die Simulationen ermitteln mit zu-
nehmender Stützengröße leicht ansteigende Traglasten. Dabei steigt der absolute Be-
tontraganteil infolge der größeren Rundschnittlänge an, wohingegen der Stahltraganteil 
abfällt und die Tragfähigkeit des Stahlschwertes nicht voll ausgenutzt werden kann 
(abnehmender Ausnutzungsgrad in Bild 4-42, unten).  
Die zusätzlichen Auswertungen der numerischen Untersuchungen in [58] bestätigen, 
dass sich die maximale Traglast des Systems aus der Tragfähigkeit des Verbundkreu-
zes, der seitlich angeordneten Doppelkopfanker und des Betons im Inneren zusammen-
setzt. Die Aufteilung der Belastung auf Verbundkreuz und Beton hängt jedoch maß-
geblich von der Steifigkeit des Verbundkreuzes ab, weshalb eine einfache plastische 
Addition der Stahl- und Betontraganteile ohne weitere Überlegungen unzulässig ist. 
Die Lasteinleitung in die Stahlschwerter erfolgt überwiegend über den durch die hori-
zontalen Kopfbolzendübel und die vertikalen Doppelkopfanker umschnürten Beton-
streifen. Hierdurch können hohe Materialausnutzungsgrade erreicht werden, die eine 
vollplastische Querschnittsbemessung für die untersuchten Systeme mit einer Durch-
stanzbewehrung im äußeren Rundschnitt erlauben. Bei großen Stützenabmessungen 
und gleichzeitig kurzen Schwertlängen wird jedoch ein größerer Teil der Beanspru-
chung direkt in die Stütze eingeleitet, was zu einem vorzeitigen Versagen des Betons 
zwischen den Schwertern führt. Hierbei wird die plastische Grenztragfähigkeit des 
Stahlquerschnitts nicht voll erreicht. Bei einem plastischen Bemessungsansatz für das 
Verbundkreuz ist daher darauf zu achten, dass eine ausreichende Steifigkeit vorhanden 
ist und der anrechenbare Stützenumfang begrenzt wird, um zu große Betontraganteile 
auszuschließen. 
T-Walm 
Im Vergleich zu den beiden anderen Systemen basiert das Tragmodell des T-Walms 
nicht auf einer eigenen Biegetragfähigkeit des Einbauteils. Das Haupttragelement bil-
den die über der Stütze gekreuzten Zugbügel, die die von den Walmprofilen aufge-
nommenen Querkräfte über Umlenkkräfte in die Stütze einleiten. Ein Betontraganteil 
wird bei der Bemessung nach Zulassung [10] derzeit nicht berücksichtigt. Neben der 
Funktion als Lastsammler sorgen die Walmprofile für eine Umschnürung des Betons 
im Lasteinleitungsbereich und die notwendige Verspannung zwischen Zugbügel und 
Stütze. Eine wirtschaftliche Optimierung des T-Walmes würde daher über die Verän-
derung des Zugbügels und die zugehörigen Schweißnähte führen. Die Traglast der un-
tersuchten Systeme steigt mit zunehmender Querschnittsfläche des Zugbügels an. Dies 
resultiert zum einen aus der größeren Steifigkeit des Zugbügels, die zu einer erhöhten 
Lastaufnahme des Walms führt (höherer Stahltraganteil in Bild 4-43, oben) und zum 
anderen aus der höheren Querschnittstragfähigkeit des Zugbügels. Bei kleinem Zugbü-
gelquerschnitt verformt sich der Walm hingegen stärker und entzieht sich somit einer 
weiteren Lastaufnahme, wobei der Zugbügelquerschnitt plastisch ausgenutzt wird. Für 
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große Querschnitte kann die Tragfähigkeit des T-Walms mit den gewählten Abmes-
sungen nicht voll ausgenutzt werden, da ein vorzeitiges Betonversagen eintritt. Die 
Ausnutzung der Walmprofile bleibt in allen Fällen unterhalb der plastischen Grenz-
tragfähigkeit. Mit zunehmendem Zugbügelquerschnitt ist eine nichtlineare Abhängig-
keit des prozentualen Stahltraganteils zu erkennen, die daraus resultiert, dass mit zu-
nehmender Querschnittsfläche der Ausnutzungsgrad sinkt bzw. die Tragfähigkeit des 
Zugbügels nicht vollständig ausgenutzt werden kann. Mit zunehmender Querschnitts-
fläche sinken zudem die absoluten Betontraganteile, wodurch eine einfache Addition 
von Stahl- und Betontragfähigkeit nicht zulässig erscheint. Ohne weitere Untersuchun-
gen sollte daher vom bestehenden Zulassungsmodell unter Vernachlässigung eines Be-
tontraganteils nicht abgewichen werden. 
Im Vergleich zu den anderen beiden Systemen wird das Momentengleichgewicht stär-
ker durch die Biegebewehrung beeinflusst, da kein Biegetragglied aus Baustahl über 
die Stütze geführt wird. Durch die Variation des Längsbewehrungsgrades wird sowohl 
die Mitwirkung des Zugbügels bzw. Walms beim Abtrag der Biegebeanspruchung als 
auch der Einfluss eines veränderten Betontraganteils untersucht. Mit zunehmendem 
Längsbewehrungsgrad ermitteln die untersuchten Modelle höhere Tragfähigkeiten, 
wobei im Modell mit dem kleinsten Längsbewehrungsgrad ein vorzeitiges Biegeversa-
gen am Ende des Walms auftrat. Die für die anderen Modelle annähernd gleiche Aus-
nutzung des Zugbügels (Bild 4-43, Mitte) deutet darauf hin, dass die Traglaststeige-
rungen überwiegend aus dem erhöhten Betontraganteil resultieren, wodurch zudem der 
Verlauf der prozentualen Traganteile erklärt wird. 
Gemäß dem Rechenmodell der Zulassung hat die Betonfestigkeit einen wesentlichen 
Einfluss auf die Tragfähigkeit des T-Walms. Mit steigender Betonfestigkeit erhöht sich 
die Traglast des Systems, da zum einen die Betontragfähigkeit zwischen den Walmflü-
geln ansteigt und zum anderen die hoch beanspruchten Bereiche am Stützenanschnitt 
eine größere Widerstandsfähigkeit erhalten. Der prozentuale Stahltraganteil fällt mit 
steigender Betonfestigkeit erwartungsgemäß ab, da der maximale Stahltraganteil bei 
gleicher Querschnittsgeometrie des Zugbügels nur noch begrenzt über die Verfesti-
gung des Stahls ansteigt, der Betontraganteil allerdings noch Tragreserven aufweist 
(Bild 4-43, unten). Unabhängig von der Betonfestigkeit werden hohe Ausnutzungsgra-
de des Zugbügels erreicht, die die plastische Querschnittstragfähigkeit unter Ansatz der 
Streckgrenze erreichen. Bei der höchsten Betonfestigkeit wurde die Tragfähigkeit des 
Zugbügels maßgebend.  
Die Auswertung der numerischen Untersuchungen ergibt bei Erreichen der maximalen 
Traglast des Systems zwei grundsätzliche Versagensarten. Entweder versagt der Beton 
in Form eines Durchstanzversagens oder die Zugfestigkeit des Zugbügels wird er-
reicht. Zusätzliche Auswertungen in [58] liefern für die Bemessung des T-Walms mit 
dem Modell der Zulassung ohne Ansatz eines Betontraganteils auf der sicheren Seite 
liegende Ergebnisse. Sollte in Zukunft eine Optimierung der Bemessung durch die Be-
rücksichtigung eines Betontraganteils erfolgen, sind Zusatzuntersuchungen erforder-
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lich, da der Betontraganteil in den durchgeführten numerischen Untersuchungen nicht 
als konstante additive Größe in Erscheinung tritt. 
 
 
 
Bild 4-43:  Traganteile und plastische Querschnittsausnutzung für den T-Walm in Ab-
hängigkeit des Zugbügelquerschnitts, des Längsbewehrungsgrades und der 
Betonfestigkeit 
4.8.4 Zusammenfassung der Ergebnisse 
Die Untersuchungen zum Einsatz von Stahleinbauteilen im Durchstanzbereich können 
wie folgt zusammengefasst werden: 
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• Die numerischen und experimentellen Untersuchungen zum Einsatz von Stahl-
einbauteilen im Durchstanzbereich belegen hohe Tragfähigkeiten, bei denen die 
Stahlquerschnitte bei entsprechender konstruktiver Durchbildung überwiegend 
vollplastisch ausgenutzt werden können.  
• Hierzu ist in allen Fällen allerdings eine ausreichende Steifigkeit der Einbautei-
le erforderlich, um den unterstellten Lastabtrag sicherzustellen. Insbesondere 
wenn die Steifigkeit des Stahleinbauteils im Vergleich zur Stütze zu gering ist, 
können sich deutlich geringere Tragfähigkeiten ergeben als nach einer vollplas-
tischen Bemessung auch ohne Ansatz eines Betontraganteils (Trägerrostberech-
nung) zu erwarten wären.  
• Eine einfache Addition der Stahl- und Betontraganteile ist ohne weitere Überle-
gungen in jedem Fall unzulässig und kann zu unsicheren Ergebnissen führen. 
Eine vertiefte Kenntnis des Lastabtrags auf der Basis von Versuchen und FE-
Simulationen ist daher zwingend erforderlich. 
4.9 Maximale Durchstanztragfähigkeit nach BROMS 
In Kapitel 2.2 wurde das Berechnungsverfahren von BROMS [22] in den Grundzügen 
vorgestellt. Zur Überprüfung der Leistungsfähigkeit des Bemessungsansatzes wird im 
Folgenden ein Großteil der bereits in den vorangegangenen Abschnitten ausgewerteten 
Durchstanzversuche zur Bestimmung des maximalen Durchstanzwiderstands nachge-
rechnet. 
Nach BROMS steigert die Anordnung einer Durchstanzbewehrung die Durchstanztrag-
fähigkeit, da zusätzliche Lastanteile über starre Druckstreben ausgehend von der 
Durchstanzbewehrung in den internen Stützenkopf (vgl. Kap. 2.2) geleitet werden. 
Hierdurch ist eine um 50 % größere Grenzstauchung der tangentialen Betondruckzone 
gegenüber Platten ohne Durchstanzbewehrung möglich. Die maximale Durchstanztrag-
fähigkeit ist nach BROMS unabhängig von der eingesetzten Durchstanzbewehrungsart, 
solange diese für mindestens 60 % der Stützenkraft ausgelegt, in der Zug- und Druck-
zone verankert ist und ein Versagen außerhalb der Durchstanzbewehrung ausgeschlos-
sen wird. Mit Ausnahme der Versuche mit KTP-Gitterträgern (keine Umschließung der 
Biegebewehrung) erfüllen alle Versuche diese Anforderungen. 
Die maßgebende Tragfähigkeit ergibt sich aus dem Minimum der Durchstanztragfä-
higkeiten Vε und Vσ sowie der Biegetragfähigkeit Vy2. Vε ergibt sich durch die Begren-
zung der tangentialen Betonstauchung und Vσ über die maximale Betonspannung ent-
lang des internen Stützenkopfes bei einer Neigung des Versagensrisses unter 45°. Vy2 
ist die Biegetragfähigkeit, bei der die gesamte Biegezugbewehrung die Streckgrenze 
erreicht. Aufgrund der reduzierten zulässigen Betonstauchungen ergeben sich hierbei 
kleinere Biegetragfähigkeiten als nach der Bruchlinientheorie.  
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Tabelle 4-7 stellt die Ergebnisse der Versuchsnachrechnungen zusammen. Die Ermitt-
lung der Durchstanztragfähigkeit Vσ über die Begrenzung der Betondruckspannung 
entlang des internen Stützenkopfs ergibt keine zutreffenden Ergebnisse. In den maßge-
benden Fällen ergeben sich fast ausschließlich deutlich zu kleine rechnerische Tragfä-
higkeiten und dadurch stark auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse. Aus diesem 
Grund wurden für die statistische Auswertung allein die Tragfähigkeiten Vε berück-
sichtigt. Insgesamt ergibt sich eine gute Übereinstimmung zwischen den Bruchlasten 
und den rechnerischen Durchstanztragfähigkeiten, die sich durch einen Mittelwert von 
ξm = 1,04 und einen Variationskoeffizienten v = 0,101 auszeichnen. Mit Ausnahme der 
Versuche mit Dübelleisten ergeben sich für die einzelnen Bewehrungssysteme geringe-
re Variationskoeffizienten und damit eine verbesserte Übereinstimmung.  
Tabelle 4-7: Vergleich des Bemessungsansatzes von BROMS mit Versuchen 
 
For-
scher Versuch VTest Vy2 Vε Vσ 
VTest 
Vε 
  
   [kN] [kN] [kN] [kN] [-] 
  
P1-I 1187 1167 1167 2316 1,02 ξm = 1,047 
P1-II 1091 1164 1164 2232 0,94 s = 0,085 
P2-I 1362 1134 1134 3111 1,20 v = 0,081 
P2-II 1145 1125 1125 2506 1,02   
P2-III 1312 1133 1133 3082 1,16   
P3-I 1666 1996 1593 1773 1,05   
P6-I 2391 3053 2389 4023 1,00   
P7-I 2160 2504 2219 3282 0,97   Bü
ge
l u
n
d 
B
üg
el
kö
rb
e 
Hegger  
et al 
EM 1 1213 1766 1142 2120 1,06   
1a-1 1135 2161 1384 922 0,82 ξm = 1,016 
1a-2 1238 2166 1416 969 0,87 s = 0,107 
2a-1 708 1022 737 945 0,96 v = 0,106 
2a-2 571 1006 616 653 0,93   
30-100-1 1640 3461 1691 1184 0,97   
Elige-
hausen 
30-100-2 1690 3470 1751 1258 0,96   
A1 693 928 616 759 1,13   
A2 752 928 616 759 1,22   
A3 831 1062 691 905 1,20   
B1 1339 1844 1219 1092 1,10   
Hanen-
kamp 
B2 1365 1847 1240 1138 1,10   
Z1 1323 2723 1489 1117 0,89   
Z2 1442 2729 1534 1176 0,94   
Z3 1616 2723 1464 1085 1,10   
Z4 1646 2742 1623 1290 1,01   
Z5 2024 2708 1826 1666 1,11   
Z6 1954 2669 1926 1852 1,01   
Hegger 
et al 
Jordahl 2084 2640 1964 1939 1,06   
18a 860 941 892 2225 0,96   
D
o
pp
el
ko
pf
an
ke
r 
Broms 
18b 970 1016 977 2316 0,99   
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Gomes 16 1140 1312 858 1375 1,33 ξm = 1,068 
A4 745 928 616 759 1,21 s =  0,128 Hanen-
kamp B3 1494 1846 1233 1126 1,21 v =  0,120 
1 2105 3056 1971 2110 1,07   Ladner 
3 1800 2403 1781 1800 1,01   
EL 1 2670 2955 2374 2930 1,12   
EL 3 2760 2960 2417 3056 1,14   
FIL 1 1465 2407 1626 2108 0,90   
FIL 2 1527 2323 1393 1632 1,10   
Völkel 
FIL 5 1205 2253 1418 1679 0,85   
1 2120 1823 1823 3383 1,16   
2 1900 1768 1768 2995 1,07   
4 2960 3028 3028 4505 0,98   
Andrä 
5 3510 3677 3660 5598 0,96   
1b 1557 2202 1490 1173 1,04   
D
üb
el
le
ist
en
 
Elige-
hausen 2b 632 1028 683 876 0,93   
1 682 1186 665 876 1,03 ξm = 1,000 
2 1308 2489 1344 1544 0,97 s = 0,030 FD
B
 Elige-
hausen 
3 1363 3629 1363 1578 1,00 v = 0,030 
DV 1 905 1493 911 1489 0,99 ξm = 0,958 
DV 2 961 1503 978 1654 0,98 s = 0,038 
DV 3 824 1630 839 1471 0,98 v = 0,039 
DV 4 980 1536 1106 2704 0,89   
DV 5 2907 3643 2995 2538 0,97   
G
itt
er
tr
äg
er
 
K
TP
 Hegger 
et al 
DV 6 1259 2225 1343 1791 0,94   
BP 1450 2017 1420 1369 1,02 ξm = 1,100 
BQ 1480 2020 1443 1411 1,03 s = 0,085 
BO 1280 1999 1273 1142 1,01 v = 0,077 
ED 1773 2054 1716 2087 1,03   
EE 1819 2052 1698 2021 1,07   
EH 1821 2052 1698 2021 1,07   
FD 1619 2033 1546 1620 1,05   
FB 1127 1434 884 1437 1,27   
FE 2010 2207 1724 2151 1,17   
GB 952 1432 834 1391 1,14   
GE 1581 2138 1338 1310 1,18   
Gün-
ther 
IF 1940 3905 1592 1909 1,22   
18er 1005 1427 977 2211 1,03   
St
ah
lb
le
ch
e 
Hegger 
et al 40er 3450 3780 3146 2313 1,10   
      ξm = 1,044   
      s = 0,105   
      v = 0,101   
 
Der Vergleich der Berechnungsergebnisse mit den Bruchlasten in Abhängigkeit unter-
schiedlicher Parameter in Bild 4-44 bestätigt eine überwiegend trendfreie Abbildung. 
Die Extremwerte des Verhältnisses VTest/Vε von 0,82 bzw. 1,33 können daher nicht auf 
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einen systematischen Fehler bei der Berücksichtigung der enthaltenen Einflussfaktoren 
zurückgeführt werden.  
 
 
 
 
 
 
Bild 4-44:  Vergleich der Bruchlasten unterschiedlicher Bewehrungssysteme mit der 
rechnerischen maximalen Durchstanztragfähigkeit nach BROMS  
Ein Vergleich mit den Verhältniswerten VTest/VR,ct (Bild 4-45) verdeutlicht, dass bei 
beiden Verfahren gleichzeitig hohe bzw. niedrige Werte auftreten. Dies deutet darauf 
hin, dass entweder zusätzliche Einflussparameter zu berücksichtigen sind oder aber die 
unterschiedlichen Versuchsstände einen Einfluss auf die Bruchlasten haben. Da die 
Streuungen innerhalb der einzelnen Versuchsserien geringer ausfallen, ist vermutlich 
ein Einfluss der unterschiedlichen Versuchsstände vorhanden. Die Traglasten können 
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insbesondere durch Verformungsbehinderungen (Membrankräfte) oder ungleichmäßi-
ge Lasteinleitungen beeinflusst werden. Eine Ausnahme stellen die Versuche mit 
Stahlblechen dar, bei denen die Versuche mit zwei Bügeln FB bis IF höhere Tragfä-
higkeiten erreichen als die Versuche mit einem Bügel, deren Tragfähigkeiten zutref-
fender bestimmt werden. Offensichtlich führt die höhere Bewehrungsmenge zu einer 
Traglaststeigerung. Allerdings kann dieser Zusammenhang für die übrigen Beweh-
rungsformen nicht so eindeutig festgestellt werden.  
 
Bild 4-45:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem maximalen Durchstanzwider-
stand nach BROMS in Abhängigkeit des Vielfachen der Durchstanztragfä-
higkeit ohne Durchstanzbewehrung (fck = fc,Test - 8 MPa) nach DIN 1045-1 
Das Berechnungsverfahren nach BROMS führt in vielen Versuchen zur Maximaltrag-
fähigkeit unabhängig vom Durchstanzbewehrungssystem zu einer guten Übereinstim-
mung zwischen rechnerischer Tragfähigkeit und Bruchlast. Im Vergleich zu den Ver-
hältniswerten VTest/VR,ct reduziert sich der Variationskoeffizient von 0,12 auf 0,10, was 
auf eine verbesserte Vorhersagegenauigkeit hindeutet. Insgesamt erscheint daher die 
Beschreibung der maximalen Durchstanztragfähigkeit über die Begrenzung der tangen-
tialen Betonstauchung und damit der Plattenrotation am Stützenrand zutreffende Er-
gebnisse zu liefern. Allerdings stehen die Ergebnisse im Widerspruch zu der Erkennt-
nis, dass die Verankerungsqualität einen wesentlichen Einfluss auf die Durchstanztrag-
fähigkeit hat, da die ermittelten Tragfähigkeiten unabhängig von der verwendeten Be-
wehrungsart sind. Somit können sich die einzelnen Bewehrungssysteme ausschließlich 
in ihrer Effektivität, d.h. der ausnutzbaren Stahlspannung, unterscheiden. Anhand der 
Versuche mit Stahlblechen wird zudem deutlich, dass die traglaststeigernde Wirkung 
der verstärkten Druckzone und der erhöhten Durchstanzbewehrungsmenge im Ansatz 
von BROMS nicht berücksichtigt werden können. 
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4.10 Druckstrebentragfähigkeit als obere Grenze der Durchstanztragfä-
higkeit 
In Eurocode 2 wird die maximale Durchstanztragfähigkeit in Analogie zur Druckstre-
bentragfähigkeit von Balken definiert. Nach den Versuchsauswertungen in Kap. 4.4 ist 
diese Grenze für Platten mit Bügeln als Durchstanzbewehrung nicht geeignet. Ob die 
Druckstrebentragfähigkeit nach Eurocode 2 mit optimierten Durchstanzbewehrungs-
systemen erreicht werden kann, wird in diesem Kapitel anhand der Versuche auf dem 
Niveau der Maximaltragfähigkeit überprüft. 
Die maximale Durchstanztragfähigkeit nach Eurocode 2 wird direkt am Stützenan-
schnitt ermittelt und ist ausschließlich von der Betondruckfestigkeit und dem Stützen-
umfang abhängig.  
,max 00,5 0,6 1 250
ck
Rd cd
fV f u d = ⋅ ⋅ − ⋅ ⋅ ⋅ 
 
 (4-16) 
Wie die Versuchsauswertung für unterschiedliche Bewehrungssysteme in Bild 4-46 
verdeutlicht, führt die Nachweisführung am Stützenanschnitt in der Bemessungsglei-
chung zu einer starken Abhängigkeit vom bezogenen Stützenumfang u0/d. Während 
für kleine u0/d-Verhältnisse der Ansatz nach Eurocode 2 sehr konservative Tragfähig-
keiten ermittelt, ergeben sich für große Verhältniswerte zu hohe Tragfähigkeiten. 
Gleichzeitig wird der Einfluss der Betonfestigkeit stark überschätzt, so dass für Versu-
che mit mittlerer und hoher Betondruckfestigkeit zu große Tragfähigkeiten ermittelt 
werden. 
Die Druckstrebentragfähigkeit wird in der Literatur (z.B. [56]) teilweise als obere 
Grenze für die Durchstanztragfähigkeit angesehen, die nur mit optimierten Beweh-
rungssystemen erreicht werden kann, da die schlechtere Verankerungsqualität einer 
Bügelbewehrung diese Tragfähigkeit nicht ermöglicht. Die Auswertung verdeutlicht 
jedoch, dass diese „obere Grenze“ deutlich übertroffen werden kann. Hierbei ist aller-
dings weniger die verbesserte Verankerung ausschlaggebend sondern vielmehr eine 
günstige Wahl der Versuchsabmessungen. Die Beschreibung der maximalen Durch-
stanztragfähigkeit in Analogie zur Druckstrebentragfähigkeit von Balken ist daher für 
Flachdecken als ungeeignet einzustufen. 
145 
 
 
 
 
 
Bild 4-46:  Vergleich der Versuchsbruchlasten mit dem maximalen Durchstanzwider-
stand nach Eurocode 2 
4.11 Einfluss der Betondruckzone auf den maximalen Durchstanzwider-
stand 
Die Versuchsbeobachtungen ergaben, dass die maximale Durchstanztragfähigkeit 
durch die Tragfähigkeit der Betondruckzone begrenzt wird. Im Gegensatz dazu unter-
stellt Eurocode 2 ein Versagen der schrägen Betondruckstrebe. Zur Bestätigung der 
Versuchsbeobachtungen wurden numerische Untersuchungen mit LIMFES zum Ein-
fluss einer verstärkten Betondruckzone auf die Durchstanztragfähigkeit durchgeführt.  
Ausgehend von einem Versuch mit Doppelkopfankern als Durchstanzbewehrung wer-
den drei unterschiedlich verstärkte Druckzonen untersucht (Bild 4-47). Die Doppel-
kopfanker wurden dreidimensional mit Volumenelementen abgebildet, um das Trag-
verhalten zutreffender zu berücksichtigen. Auf eine Abbildung des Verbundes zwi-
schen Ankerschaft und Beton wurde verzichtet, da Vergleichsrechnungen für das un-
tersuchte Modell nur geringe Traglastunterschiede ergaben. Der Beton der Beton-
druckzone wurde räumlich begrenzt mit einer Festigkeit von 160 MPa angesetzt, dies 
entspricht der Ausführung eines Fertigteils aus ultrahochfesten Beton (UHPC ohne 
Wärmebehandlung).  
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Bild 4-47:  Variationen der verstärkten Betondruckzone 
Die untersuchten Verstärkungen zeichnen sich wie folgt aus: 
- Modell 1:  Verstärkung der Betondeckung (c = 2 cm) durch UHPC bis zur zwei-
ten Ankerreihe 
- Modell 2:  wie Modell 1, zusätzliches Einbinden des ersten Ankers in eine di-
ckere Verstärkungsschicht (h = 6,5 cm) 
- Modell 3:  Verstärkung durch UHPC bis unmittelbar vor den ersten Anker 
(h = 6,5 cm) 
Ausgehend von der numerischen Traglast des Referenzmodells ergeben sich durch die 
erhöhte Druckfestigkeit des Betons am Stützenanschnitt Traglaststeigerungen von 
16 % (Modell 1) bis 71 % (Modell 2) (Bild 4-48, links). Die größte Traglaststeigerung 
wird bei einem Einbinden der ersten Ankerreihe in die Verstärkung erreicht (Mo-
dell 2). Die Erhöhung der Betonfestigkeit der Betondeckung allein ist hingegen nicht 
besonders wirkungsvoll (Modell 1).  
 
Bild 4-48:  Traglaststeigerung infolge Verstärkung der Betondruckzone ohne (links) 
und mit Begrenzung der Betonspannung des UHPC (rechts) 
Das Versagen tritt bei den Simulationen entweder in Form eines Stahlversagens der 
Doppelkopfanker oder durch das Versagen des umliegenden Betons auf. Da im Gegen-
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satz zu Normalbeton die Erhöhung der Tragfähigkeit infolge zweiachsialer Beanspru-
chung nur etwa 10 % beträgt [32], wurde die Druckspannung des Fertigteils auf 
180 MPa begrenzt. Durch diese Begrenzung reduzieren sich die möglichen Traglast-
steigerungen auf Werte zwischen 16 % und 29 % (Bild 4-48, rechts). Der Vorteil der 
eingebundenen ersten Ankerreihe ist zudem kaum mehr vorhanden.  
Abschließend zeigte sich, dass nur eine Ausführung der umlaufenden Verstärkung oh-
ne Fugen eine nennenswerte Traglaststeigerung bewirken kann. Eine Simulation mit 
praxisüblichen, 40 mm breiten Fugen führt zu einer Traglaststeigerung von lediglich 
15 % für einen Aufbeton mit einer Betondruckfestigkeit von 25 MPa für die Modelle 2 
und 3. Diese Ergebnisse decken sich mit den Untersuchungen von BEUTEL [19] zur 
Traglaststeigerung von Fertigteilen im Durchstanzbereich. 
Nach diesen numerischen Untersuchungen ist die Betondruckzone und nicht die Be-
tondruckstrebe für die maximale Durchstanztragfähigkeit bestimmend. Bei den ausge-
wiesenen Traglaststeigerungen ist zu berücksichtigen, dass ein starrer Verbund zwi-
schen Verstärkung und Aufbeton unterstellt wurde, was aufgrund der in der Regel glat-
ten Oberfläche eines Betons aus UHPC zusätzliche konstruktive Maßnahmen erfordern 
dürfte. Inwiefern sich experimentell höhere Tragfähigkeitssteigerungen realisieren las-
sen, ist anhand der durchgeführten Simulationen nicht abschließend zu klären. 
4.12 Einfluss der Durchstanzbewehrungsmenge 
Nach den bisher durchgeführten Versuchsauswertungen hängt die maximale Durch-
stanztragfähigkeit vom verwendeten Durchstanzbewehrungstyp ab. Dies kann in der 
Regel auf die unterschiedliche Verankerungsqualität der Bewehrungssysteme und die 
ausnutzbare Stahlspannung zurückgeführt werden. Zusätzlich ermöglichen einige Sys-
teme eine Umschnürung bzw. Stabilisierung der Betondruckzone im Stützenbereich. 
Die Versuche mit Gitterträgern und Stahlblechen an 400 mm dicken Platten verdeutli-
chen allerdings, dass der Einfluss der Verankerungsqualität mit zunehmender Platten-
dicke abnimmt. Der Versuch EM 1 mit Bügeln als Durchstanzbewehrung deutet darauf 
hin, dass auch durch eine Überbemessung der Durchstanzbewehrung eine deutlich hö-
here Tragfähigkeit (1,90⋅VR,ct) erreicht werden kann als in den übrigen Versuchen der 
Datenbank (Mittelwert ξm = 1,63⋅VR,ct). Ein ähnlicher Zusammenhang konnte ebenfalls 
bei den Versuchen mit Stahlblechen beobachtet werden, bei denen die Versuche mit 
zwei Bügeln je Stahlblech eine höhere Tragfähigkeit erreichten (Bild 4-34). Inwiefern 
diese Abhängigkeit auch bei den übrigen Versuchen mit Bügeln und Doppelkopfan-
kern zu beobachten ist, wird im Folgenden näher untersucht.  
BEUTEL [19] beobachtete in einem Versuch ohne Durchstanzbewehrung wie auch 
schon KINNUNEN und NYLANDER, dass eine starke Plattenverkrümmung ausschließ-
lich in einem Bereich bis etwa 1,0d um die Stütze auftritt. Bei Anordnung einer Durch-
stanzbewehrung vergrößert sich dieser Bereich auf 1,5d bis 2,0d, da eine zusätzliche 
Schubrissbildung durch die Durchstanzbewehrung ermöglicht wird. Der überwiegende 
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Anteil der Verkrümmung tritt somit aufgrund der höheren Beanspruchung im stützen-
nahen Bereich auf und wird von den dort vorherrschenden Verhältnissen wesentlich 
beeinflusst. Bei einer ausreichenden Anzahl an Bewehrungsreihen und bei Einhaltung 
der maximalen radialen und tangentialen Abstände tritt zudem der maßgebende 
Versagensriss immer stützennah auf. Da sich der Versagensriss häufig unter 40° bis 
45° ausbildet, erscheint es plausibel die Durchstanztragfähigkeit in Abhängigkeit der 
Bewehrungsmenge in einem Bereich von 1,0d bis 1,125d (analog zum Bereich c der 
Zulassung für Doppelkopfanker) zu beschreiben. Die in diesem Bereich vorhandene 
Bewehrungsmenge steht in direktem Zusammenhang mit der Schubrissbreite und da-
mit mit der Plattenrotation am Stützenanschnitt, die die Beanspruchung der Beton-
druckzone beschreibt. Hohe Bewehrungsmengen sollten zu geringeren Stahlspannun-
gen und damit zu geringeren Rissbreiten und einer kleineren Plattenrotation führen.  
Die Modellvorstellung zum Einfluss der Bewehrungsmenge im Durchstanzbereich auf 
die Durchstanztragfähigkeit ist in Bild 4-49 im Vergleich zur Bemessungspraxis in 
internationalen Normen stark vereinfacht dargestellt. Für sehr große Bewehrungsmen-
gen sollte keine Traglaststeigerung mehr möglich sein, da eine obere Grenze der Trag-
fähigkeit zu erwarten ist. 
 
Bild 4-49:  Modellvorstellung zum Einfluss der Durchstanzbewehrungsmenge auf die 
Durchstanztragfähigkeit 
Vergleicht man die in den Versuchen im unmittelbaren Stützenbereich (1,0d) vorhan-
dene Kapazität der Durchstanzbewehrung Vsy mit dem Betontraganteil (Vsy/VR,ct) und 
der erreichten Bruchlast (Vsy/VTest), so ergibt sich ein etwa linearer Zusammenhang. 
Demnach wird die Traglast erwartungsgemäß direkt von der vorhandenen Beweh-
rungsmenge und dem Betontraganteil beeinflusst (Bild 4-50). Die Auswertung der 
Versuche mit Bügeln, Doppelkopfankern und Stahlblechen mit jeweils mehr als 30 
Einzelversuchen ergibt unabhängig von der verwendeten Durchstanzbewehrungsart 
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einen vergleichbaren Zusammenhang. Die unterschiedliche Effektivität der Durch-
stanzbewehrung spiegelt sich in den Steigungen der Geraden wider. Während Bügel 
aufgrund der schlechteren Verankerungsqualität und der überwiegend aus Versuchen 
an dünnen Platten bestehenden Datenbasis eine flachere Neigung aufweisen, können 
Doppelkopfanker und Stahlbleche höhere Traglaststeigerungen erreichen. Versuche, 
die ihre Tragkapazität nicht voll ausnutzen konnten (z.B. vorzeitiges Versagen außer-
halb der Durchstanzbewehrung), liegen rechts der Regressionsgeraden. Demgegenüber 
deuten Versuche mit einer Abweichung nach links auf höhere erreichte Tragfähigkei-
ten hin, die z.B. auf den Versuchsaufbau zurückgeführt werden können. Diese Auswer-
tung liefert Hinweise für die Zuordnung bzw. Eignung der Versuche und kann helfen 
Versuche mit untypischem Verhalten zu erkennen. Hierbei ist jedoch in jedem Fall die 
natürliche Streuung der Versuchsergebnisse bei der Bewertung zu berücksichtigen. 
 
 
 
 
Bild 4-50:  Zusammenhang zwischen der Kapazität der Durchstanzbewehrung, dem 
Betontraganteil und der erreichten Traglast in Versuchen 
Der Verankerungsschlupf von Bügeln führt insbesondere in dünnen Platten dazu, dass 
die Stahlspannung nicht bis zur Streckgrenze ausgenutzt werden kann. In Abhängigkeit 
von der statischen Nutzhöhe wird daher häufig eine effektive Bemessungsstahlspan-
nung festgelegt. Im Gegensatz dazu können Bewehrungssysteme ohne nennenswerten 
Schlupf (z.B. Doppelkopfanker) unabhängig von der Platttendicke bis zur Streckgrenze 
beansprucht werden. Bei einer entsprechenden Überbemessung der Durchstanzbeweh-
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rung ist jedoch auch für die optimierten Bewehrungssysteme ein Erreichen der voll-
ständigen Tragkapazität auszuschließen. Durch die direkte Beeinflussung der effekti-
ven Stahlspannung von der Verankerungsqualität, der Plattendicke und der Beweh-
rungsmenge ist eine Ermittlung der Einzeleinflüsse für die verschiedenen Bewehrungs-
systeme nur schwer möglich. Zusätzlich ist die Größe des Betontraganteils unbekannt, 
so dass eine Vielzahl von Lösungsmöglichkeiten in Abhängigkeit der gewählten Ein-
gangswerte bei der Ermittlung der Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung vorhanden 
ist. 
Unterstellt man für die Versuche mit Doppelkopfankern, dass aufgrund der guten Ver-
ankerungsqualität die vollständige Ausnutzung der Tragkapazität unabhängig von der 
Plattendicke möglich ist, so können erhöhte Tragfähigkeiten mit zunehmender Beweh-
rungsmenge festgestellt werden (Bild 4-51). Ausschließlich die Versuchsserie von 
HANENKAMP passt sich nicht in die Ergebnisse ein, was auf den Versuchsaufbau zu-
rückzuführen ist.  
Im Gegensatz dazu zeigt die Auswertung der Versuche mit Bügeln als Durchstanzbe-
wehrung keinen ausgeprägten Einfluss der Durchstanzbewehrungsmenge auf die Trag-
laststeigerung. Dies ist vermutlich auf die bereits angedeutete starke Abhängigkeit der 
Effektivität der Bügelbewehrung vom auftretenden Verankerungsschlupf (konstruktive 
Durchbildung) zurückzuführen. Darüber hinaus wurden die Versuche mit Bügeln 
überwiegend mit geringen Plattendicken und teilweise mit großen radialen Abständen 
der Bewehrungsreihen ausgeführt, so dass die Ergebnisse nicht direkt mit den Versu-
chen mit Doppelkopfankern und Stahlblechen verglichen werden können.  
  
Bild 4-51:  Traglaststeigerung in Abhängigkeit der bezogenen Kapazität der Durch-
stanzbewehrung für Doppelkopfanker (links) und Bügel (rechts) 
Die Auswertungen in diesem Abschnitt belegen zumindest für die Versuche mit Dop-
pelkopfankern und Stahlblechen eine Abhängigkeit der Traglaststeigerung von der im 
unmittelbaren Stützenbereich angeordneten Durchstanzbewehrungsmenge. Aufgrund 
der guten Verankerungsqualität dieser Durchstanzbewehrungssysteme und der Daten-
basis mit praxisüblichen Plattendicken lässt sich der erwartete Zusammenhang nach-
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weisen. Eine Berücksichtigung dieses Einflusses bei der Bemessung erscheint möglich, 
ist jedoch vor dem Hintergrund einer wirtschaftlichen Bemessung und einer Ausnut-
zung der Durchstanzbewehrung nicht unbedingt sinnvoll.  
Im Gegensatz zu den optimierten Bewehrungssystemen ist die Tragfähigkeit einer Bü-
gelbewehrung von einer Vielzahl unterschiedlicher Einflussparameter abhängig, die 
dazu führen, dass insbesondere in dünnen Platten die Kapazität nicht vollständig aus-
genutzt werden kann. Da die vorhandene Datenbasis überwiegend aus Versuchen mit 
geringen Plattendicken besteht, ergeben sich eine große Streuung der Ergebnisse und 
kein einheitlicher Zusammenhang der Traglaststeigerung von der Bewehrungsmenge. 
Inwieweit sich für praxisübliche Plattendicken ein ähnlicher Zusammenhang wie für 
die Versuche mit Doppelkopfankern und Stahlblechen nachweisen lässt, kann derzeit 
nicht abschließend geklärt werden. 
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5 Einfluss der Vorspannung auf den Durchstanzwiderstand 
5.1 Allgemeines 
Grundsätzliche Überlegungen zum Einsatz einer Vorspannung in Flachdecken und de-
ren Berücksichtigung bei der Bemessung gegen Durchstanzen in den internationalen 
Regelwerken wurden bereits in Kapitel 2.4 zusammengestellt. Die eigenen Untersu-
chungen konzentrierten sich auf den Einfluss des vertikalen Anteils der Vorspannung 
auf die Durchstanztragfähigkeit und die Ermittlung des maximalen Durchstanzwider-
standes vorgespannter Flachdecken. Hierzu werden sowohl numerische Parameterstu-
dien und Versuche aus der Literatur ausgewertet als auch die Ergebnisse der eigenen 
Versuche präsentiert.  
Die traglaststeigernde Wirkung der Vorspannung wird in den internationalen Regel-
werken üblicherweise über den Vertikalanteil der geneigten Spannglieder im kritischen 
Rundschnitt und den Normalspannungsanteil berücksichtigt. Da die Nachweisschnitt-
führung in den Normen abweichend definiert ist, wird auch die Wirkung der Vorspan-
nung unterschiedlich berücksichtigt. Dies steht jedoch im Widerspruch zur mechani-
schen Wirkung, die unabhängig von der gewählten Rundschnittführung sein sollte.  
Im Falle einer hohen Bewehrungskonzentration in der Stütze werden die Spannglieder 
neben der Stütze verlegt. Die internationalen Normen erlauben in der Regel alle 
Spannglieder innerhalb des kritischen Rundschnitts für den Durchstanznachweis anzu-
rechnen (Ausnahme Eurocode 2: maximal 0,5d neben der Stütze). Mit zunehmendem 
seitlichen Abstand der Spannglieder vom Stützenrand werden die nach unten gerichte-
ten Umlenkkräfte jedoch nicht mehr direkt in die Stütze eingeleitet und beanspruchen 
den Durchstanzbereich, so dass mit einer Traglastreduktion zu rechnen ist. 
Bisher sind keine Untersuchungen bekannt, die den Einfluss der Vorspannung auf den 
maximalen Durchstanzwiderstand ermittelten. Hierbei stellt sich die Frage, inwieweit 
eine uneingeschränkte Superposition der Traganteile aus Vorspannung und Durch-
stanzbewehrung auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit zulässig ist. Zur Klärung 
wurden fünf Durchstanzversuche im Bereich von Innen- und Randstützen durchge-
führt. 
5.2 Spanngliedführung 
Die im Hochbau maßgebende Belastung zur Bemessung der Konstruktion stellt in der 
Regel die gleichmäßig verteilte Flächenlast dar. Die dieser Belastung entsprechende 
Spanngliedführung ist die quadratische Parabel, die gleichmäßig verteilte Umlenkkräf-
te erzeugt (Bild 5-1). Um einen entsprechenden Spanngliedverlauf zu ermöglichen, ist 
eine große Anzahl an Unterstützungen nötig, die einen erheblichen Arbeitsaufwand 
darstellen. Da für die Bemessung vorgespannter flächiger Bauteile in der Regel nur die 
höchstbeanspruchten Querschnitte im Grenzzustand der Tragfähigkeit und die Begren-
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zung der Verformungen nachzuweisen sind, ist die genaue Einhaltung der Spannglied-
lage nur in den oberen und unteren Randlagen von Bedeutung, während der Verlauf 
dazwischen untergeordneten Einfluss besitzt [85]. Vor diesem Hintergrund kann an-
stelle einer parabelförmigen Spanngliedführung eine nahezu identische statische Wir-
kung durch die Wahl einer geradlinigen Spanngliedführung erreicht werden. Hierbei 
werden die Spannglieder im Feld auf der unteren Bewehrung verlegt und etwa von den 
Drittelspunkten an linear zu den Umlenk- oder Verankerungsstellen geführt [42].  
 
Bild 5-1: Verlauf eines Spanngliedes in parabolischer Spanngliedführung nach [76] 
Eine konsequente Weiterentwicklung dieses Gedankens stellt die „freie Spanngliedla-
ge“ dar. Bei diesem Spanngliedverlauf werden die Spannglieder an zwei Stellen über 
der Stütze an der oberen Längsbewehrung fixiert und auf der unteren Bewehrungslage 
abgelegt. Durch das Eigengewicht des Spanngliedes ergibt sich in Abhängigkeit der 
Spanngliedsteifigkeit die Spanngliedführung (Bild 5-2). Da die bisher notwendigen 
Spanngliedunterstützungen und das aufwendige Einmessen der Spannglieder entfallen, 
ergibt sich eine deutliche Kostenreduzierung. Der Spanngliedverlauf unterscheidet sich 
insbesondere im Bereich des Übergangs vom Hochpunkt zum Tiefpunkt des Spann-
gliedes von der parabelförmigen Spanngliedführung.  
 
Bild 5-2:  Verlauf eines Spanngliedes in freier Spanngliedlage [115] 
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Die Lage des Wendepunktes bei der parabelförmigen Spanngliedführung wird durch 
die vorgesehene Wirkung der Spannglieder bestimmt. Ist die Vorspannung primär für 
die Durchbiegungsbegrenzung vorgesehen, wird der Spanngliedverlauf der Momenten-
linie angepasst und die Wendepunkte befinden sich dann in einem größeren Abstand 
von der Stütze (Momentennullpunkt etwa 0,15l - 0,20l von der Stütze entfernt). Soll 
die entlastende Wirkung der vertikalen Anteile der geneigten Spannglieder im Bereich 
der Stütze zu einer möglichst großen Durchstanztragfähigkeit führen, wird das Spann-
glied mit einem kleinen Radius über der Stütze angeordnet, um eine möglichst große 
Neigung des Spanngliedes zu erreichen. Die Wendepunkte liegen damit üblicherweise 
in einem Abstand von 0,5d bis 1,5d vom Stützenrand. 
Um die Einflüsse der unterschiedlichen Spanngliedführungen besser beurteilen zu 
können, wurde ein Vergleich der parabelförmigen Spanngliedführung mit der freien 
Spanngliedlage für unterschiedliche Plattendicken eines Deckensystems durchgeführt. 
Ausgehend von einer gleichbleibenden Stützenbreite von 0,30 m und einer Stützweite 
von 7,00 m ist für Plattendicken von 0,25 m bis 0,40 m der Verlauf der Spannglieder 
und der Verlauf der Spanngliedneigungen in Bild 5-3 gegenübergestellt. Der parabel-
förmige Spanngliedverlauf wird durch den Hochpunkt über der Stütze, den Tiefpunkt 
im Feld sowie der Lage des Wendepunktes beschrieben. Die Lage des Wendepunktes 
wurde zu 0,5d und 1,0d angesetzt. Die freie Spanngliedlage ergibt sich aus der Steifig-
keit des Spanngliedes sowie der Lage der Verankerungspunkte über den Stützenrän-
dern.  
Nach dem Vergleich der beiden Spanngliedführungen ist die maximale Neigung der 
Spannglieder in „freier Spanngliedlage“ grundsätzlich größer als bei parabelförmiger 
Anordnung. Allerdings tritt der Maximalwert in einem deutlich größeren Abstand von 
der Stütze auf (Bild 5-3). Mit zunehmender Plattendicke reduziert sich der Abstand für 
die untersuchten Plattendicken von etwa 4,25d auf 2,75d (Bild 5-3, b) und die Unter-
schiede in der maximalen Spanngliedneigung nehmen ab (Bild 5-3, c und d). Im Be-
reich der kritischen Rundschnitte nach DIN 1045-1 (1,5d) und Eurocode 2 (2,0d) erge-
ben sich für alle untersuchten Plattendicken und die gewählten Spanngliedführungen 
nur geringe Unterschiede in den Spanngliedneigungen und damit etwa gleich große 
Vertikalanteile. Die Lage der Wendepunkte bei parabelförmiger Spanngliedführung 
hat für die untersuchten Parameter nur geringe Auswirkungen auf die Spanngliednei-
gung. 
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a) Verlauf der Spannglieder h = 0,25 m 
 
b) Neigungsverlauf „freie Spanngliedführung“  
 
c) Vergleich Spanngliedneigung h = 25 cm 
 
d) Vergleich Spanngliedneigung h = 40 cm 
Bild 5-3:  Vergleich der parabelförmigen Spanngliedführung mit der "Freien Spann-
gliedführung" 
In Bauteilversuchen an Plattenausschnitten werden häufig einfach gekrümmte oder 
polygonale Spanngliedführungen verwendet. Seltener wurden parabelförmige Spann-
gliedführungen mit Wendepunkten und „freie Spanngliedführungen“ ausgeführt. Die 
einfach gekrümmte Spanngliedführung zeichnet sich im Vergleich zur parabelförmigen 
Spanngliedführung durch einen deutlich größeren Radius und demzufolge geringeren 
Umlenkkräften bzw. Spanngliedneigungen in Stützennähe aus. Zusätzlich sind die 
Umlenkkräfte im gesamten Plattenbereich nach unten gerichtet. In dünnen Platten bis 
etwa 200 mm wurden in der Regel kreisförmige Spanngliedführungen mit einem Radi-
us zwischen 10 und 15 m ausgeführt. Kleinere Radien sind nur bei kurzen Kantenlän-
gen der Versuchskörper ausführbar. Bild 5-4 stellt die Verläufe der Spanngliedneigung 
für unterschiedliche Spanngliedführungen für einen Versuchskörper mit 2,80 m Kan-
tenlänge und einer statischen Nutzhöhe von 160 mm gegenüber. Es ist deutlich zu er-
kennen, dass die Ausführung einer parabelförmigen Spanngliedführung zu erheblich 
größeren Vertikalanteilen der Vorspannung in Stützennähe führt. 
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Bild 5-4:  Vergleich der Spanngliedneigung für unterschiedliche Spanngliedführungen 
Bei polygonal geführten Spanngliedern mit einem „Knick“ im Bereich der Stützenach-
se treten punktuell vergleichsweise große Vertikallasten auf, die bei gleicher Vor-
spannkraft und gleicher Exzentrizität höhere Beanspruchungen ergeben als bei einer 
geschwungenen Spanngliedführung. Solange die Spannglieder ausschließlich über der 
Stütze angeordnet werden, wird diese Belastung direkt in die Stütze abgeleitet und be-
ansprucht den Durchstanzbereich nicht. Werden die Spannglieder hingegen außerhalb 
der Stütze verlegt, treten lokal hohe Beanspruchungen auf, die sich auf die Durchstanz-
tragfähigkeit traglastmindernd auswirken können. Der Vertikalanteil der Spannglieder 
ist für polygonal geführte Spannglieder über die gesamte Spanngliedlänge konstant. 
5.3 Numerische Untersuchungen zum Einfluss der Vorspannung auf 
den Durchstanzwiderstand 
5.3.1 Allgemeines 
Zur systematischen Untersuchung des Einflusses der Vorspannung auf den Durch-
stanzwiderstand wurden zwei Parameterstudien mit LIMFES durchgeführt. Ausgehend 
von einem Referenzmodell (Bild 5-5) mit parabelförmiger Spanngliedführung und ei-
nem Abstand der Wendepunkte vom Stützenrand von 0,5d wurden unterschiedliche 
Spanngliedführungen untersucht. In der 200 mm dicken Platte wurden sechs Spann-
glieder je Richtung angeordnet, die jeweils in zwei Dreiergruppen im Bereich der Stüt-
zenränder platziert waren (vgl. eigener Versuch VV 1).  
Neben der Variation der Lage der Wendepunkte in Spanngliedlängsrichtung wurden 
zusätzlich Modelle mit zentrischer, exzentrischer und kreisförmiger Spanngliedführung 
untersucht. In einem weiteren Schritt wurde ausgehend von dem Referenzmodell mit 
einem Abstand der Wendepunkte von 0,5d vom Stützenrand der seitliche Abstand der 
Spannglieder vergrößert. 
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h = 0,20 m 
c = 0,29 m 
d = 0,16 m 
ρl = 1,94 % 
fc,cyl = 30 MPa 
P0 = 170 kN 
Bild 5-5:  Referenzmodell  
Die numerischen Simulationen untersuchten ausschließlich vorgespannte Platten ohne 
Durchstanzbewehrung. Diese Beschränkung war notwendig, da die Versuchsnachrech-
nungen in [66] (Durchstanzen) und [59] (Querkraft) gezeigt haben, dass die Abwei-
chungen zwischen Versuchsbruchlast und numerischer Traglast vom Versagensmecha-
nismus abhängen. Während bei den Versuchen ohne Durchstanzbewehrung die Trag-
fähigkeit wesentlich von der Zugfestigkeit beeinflusst wird, wird auf dem Niveau der 
Maximaltragfähigkeit die Bruchlast durch das Versagen des Druckringes im Bereich 
des Stützenanschnitts begrenzt. Hierfür sind die Materialparameter auf der Beton-
druckseite maßgebend. Für Versuche mit einem Stahlversagen innerhalb des durch-
stanzbewehrten Bereichs ist hingegen wiederum der Betontraganteil und damit die 
Zugfestigkeit traglastbestimmend. In den Versuchsnachrechnungen konnte keine ein-
heitliche Parameterkombination mit gleichbleibend guter Vorhersagegenauigkeit für 
Versuche mit und ohne Durchstanzbewehrung gefunden werden. Deswegen ist eine 
trennscharfe Traglastermittlung bei einem Wechsel des Versagensmechanismus für 
Versuche mit Durchstanzbewehrung derzeit nicht möglich.  
5.3.2 Zum Einfluss der Spanngliedneigung 
Unter Beibehaltung der maximalen Spanngliedneigung wurde der Abstand des Wen-
depunktes vom Stützenrand in Schritten von 0,5d bis auf 3,0d erhöht (Bild 5-6). Durch 
die Variation des Abstandes des Wendepunktes vom Stützenrand xSR/d lässt sich somit 
direkt die traglaststeigernde Wirkung der Vorspannung untersuchen. 
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Bild 5-6: Verlauf und Neigung der Spannglieder in der Parameterstudie in Abhängig-
keit des bezogenen Abstandes von der Stützenachse bzw. vom Stützenrand 
Ausgehend von der Durchstanztragfähigkeit des Referenzmodells ohne Vorspannung 
von 722 kN kann die Traglaststeigerung infolge Vorspannung aus Bild 5-7, links direkt 
abgeleitet werden. Mit zunehmendem Abstand des Wendepunktes vom Stützenrand 
verringert sich der traglaststeigernde Einfluss der Vorspannung in den numerischen 
Simulationen in etwa linear. Anhand einer Spannungsintegration der Betonelemente 
entlang eines Rundschnitts im Abstand der Wendepunkte vom Stützenrand wurde der 
Vertikalanteil der Vorspannung für die untersuchten Modelle ermittelt und in Bild 5-7, 
rechts dargestellt. Man erkennt, dass der Vertikalanteil infolge Vorspannung am Wen-
depunkt wie beabsichtigt in den Simulationen nahezu konstant ist. Der Mittelwert der 
sechs Werte ergibt sich zu 446 kN. Aus der maximalen Spanngliedneigung von 
ϕ = 0,115 rad entsprechend Bild 5-6, rechts ergibt sich unter Ansatz einer Vorspann-
kraft von 170 kN und 2 x 6 Spanngliedern ein Vertikalanteil von 468 kN und damit 
eine gute Übereinstimmung mit dem Mittelwert der Spannungsintegration in Bild 5-7, 
rechts. 
 
 
Bild 5-7:  Traglastzuwachs infolge Vorspannung (links) und Vertikalanteil der Vor-
spannung am Wendepunkt (rechts) 
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Der in Bild 5-7, links dargestellte Traganteil infolge Vorspannung beinhaltet den Nor-
malspannungsanteil und den Vertikalanteil. In einem ersten Schritt wird der Normal-
spannungsanteil aus der Differenz zwischen dem ermittelten Vertikalanteil und der 
Traglaststeigerung infolge Vorspannung bestimmt. Unter der Annahme, dass der Ver-
tikalanteil im Abstand 0,5d voll wirksam ist, ergibt sich der Traganteil infolge Normal-
spannung zu 499 – 446 = 53 kN bzw. 499 – 411 = 88 kN (Mittelwert bzw. Einzelwert 
aus Spannungsintegration, vgl. Bild 5-7, rechts). Dieser Wert liegt geringfügig unter 
dem rechnerischen Traganteil nach DIN 1045-1, der sich unter Ansatz einer gleichmä-
ßigen mittleren Betonspannung von σcp = 1,82 N/mm² zu 92 kN ermitteln lässt.  
In Bild 5-8 ist der bezogene wirksame Vertikalanteil in Abhängigkeit der Lage des 
Wendepunktes vom Stützenrand aufgetragen. Hierbei wurde der Traganteil infolge 
Normalspannung der Vorspannung Vcp zu 70 kN (Mittelwert aus 53 kN und 88 kN) 
und der Mittelwert der Vertikalanteile im Wendepunkt Vp,WP von 446 kN angesetzt. 
Erwartungsgemäß reduziert sich die traglaststeigernde Wirkung des Vertikalanteils mit 
zunehmendem Abstand des Wendepunktes vom Stützenrand. Bei der gewählten 
Spanngliedführung muss bei einem großen Abstand des Wendepunktes vom Stützen-
rand ein Großteil der Vertikalkraft infolge Vorspannung im Bereich des Durchstanz-
kegels nochmals hochgehängt werden, da die nach unten gerichteten Umlenkkräfte 
nicht mehr direkt in die Stütze eingeleitet werden können. Daher war eine überpropor-
tionale Abnahme der Traglaststeigerung infolge Vorspannung mit zunehmendem Ab-
stand des Wendepunktes vom Stützenrand erwartet worden. Die Ergebnisse der Para-
meterstudie zeigen hingegen einen annähernd linearen Zusammenhang zwischen Trag-
laststeigerung infolge Vorspannung und Abstand des Wendepunktes vom Stützenrand. 
Eine Verschiebung des Wendepunktes von 0,5d auf 1,5d führt zu einer Traglastminde-
rung von 8 % (Bild 5-7, links). Diese reduzierte Tragfähigkeit entspricht einer Abnah-
me des wirksamen Vertikalanteils um etwa 25 % (Bild 5-8). 
 
Bild 5-8:  Wirksamer Vertikalanteil in Abhängigkeit der Lage des Wendepunktes 
Die gewählte Spanngliedführung zeichnet sich durch einen klar begrenzten Bereich mit 
nach unten gerichteten Umlenkkräften aus (Bild 5-9), der sich zu etwa 1,4d ergibt. 
Dieser Bereich verschiebt sich in den numerischen Simulationen mit zunehmendem 
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Abstand des Wendepunktes in gleichem Maße vom Stützenrand. Die Querkraftverläufe 
infolge Vorspannung (Bild 5-9) zeigen die daraus resultierenden Bereiche ohne Quer-
kraftbeanspruchung infolge Vorspannung an. Insbesondere für die Modelle mit einem 
großen Abstand des Wendepunktes vom Stützenrand ist die ermittelte Traglaststeige-
rung nicht durch eine entlastende Querkraftwirkung infolge Vorspannung im unmittel-
baren Stützenbereich erklärbar. In den Modellen mit einem Abstand der Wendepunkte 
vom Stützenrand von mehr als 0,5d verläuft das Spannglied über der Stütze horizontal. 
Unterstellt man, dass entsprechend Bild 5-8 der Vertikalanteil im Modell WP 0,5d 
(Wendepunkt im Abstand 0,5d vom Stützenrand) voll traglaststeigernd wirksam ist, so 
ist der maßgebende Nachweisschnitt zur Ermittlung des Vertikalanteils im Abstand 
0,5d zu positionieren. Hieraus folgt jedoch zwangsläufig, dass in allen Modellen mit 
einem Abstand des Wendepunktes von mehr als 1,9d (keine Neigung des Spanngliedes 
im Abstand 0,5d vom Stützenrand) keine traglaststeigernde Vertikalkomponente infol-
ge Vorspannung auftritt. Dies steht im Widerspruch zu den Ergebnissen der anderen 
Simulationen in Bild 5-8. Daher muss in den Simulationen eine zusätzliche Tragwir-
kung vorhanden sein oder andere Einflussparameter die Traglast bestimmen. 
 
 
 
 
 
Bild 5-9: Umlenkkräfte, Spanngliedverlauf und Querkraftverlauf infolge Vorspan-
nung für ausgewählte Simulationen 
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Verschiedene Modelle zum Durchstanzen (z.B. KINNUNEN und NYLANDER [73], 
BROMS [22]) führen die Durchstanztragfähigkeit auf eine ertragbare Plattenrotation 
bzw. eine Grenzstauchung der Betondruckzone zurück. Bei einer exzentrischen 
Spanngliedführung im Stützenbereich wird die Betondruckzone durch das aufgebrach-
te Biegemoment aus Vorspannung zunächst entlastet, so dass für diese Modellvorstel-
lung ein zusätzlicher Traganteil für die Durchstanztragfähigkeit zur Verfügung steht. 
Für die durchgeführten Simulationen wurde daher die Plattenkrümmung infolge Vor-
spannung am Stützenanschnitt aus den Betondehnungen an der Plattenober- und  
-unterseite ermittelt und zusammen mit den Traglasten in Bild 5-10, a) dargestellt. Die 
Ergebnisse zeigen eine klare Abhängigkeit zwischen der aufgebrachten Plattenrotation 
infolge Vorspannung und der erreichten Traglast.  
a)  b)  
c)  
 
Bild 5-10: Traglast in Abhängigkeit der Plattenkrümmung infolge Vorspannung: 
a) Modelle WP 0,5d bis WP 3,0d; b) zusätzliche Simulationen; c) Platten-
krümmung in Abhängigkeit der Lage des Wendepunktes 
Um diesen Zusammenhang weitergehender zu untersuchen, wurden zusätzliche Simu-
lationen mit anderen Spanngliedführungen durchgeführt: Wendepunkt im Abstand 
5,0d, eine kreisförmige Spanngliedführung, eine zentrische und eine exzentrische, ho-
rizontale Spanngliedführung. Die Gegenüberstellung der erreichten Traglasten und der 
infolge Vorspannung aufgebrachten Plattenkrümmungen sind in Bild 5-10, b) darge-
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stellt. Die zusätzlichen Simulationen bestätigen den annähernd linearen Zusammen-
hang zwischen aufgebrachter Plattenkrümmung infolge Vorspannung und Traglast. 
Die Abhängigkeit der Plattenkrümmung infolge Vorspannung und der Lage des Wen-
depunktes vom Stützenrand ist nicht linear und in Bild 5-10, c) dargestellt. 
Die durchgeführten Simulationen verdeutlichen, dass die aufgebrachte Krümmung in-
folge Vorspannung die unterschiedlichen Traglaststeigerungen hervorruft. Der Ver-
gleich der Modelle mit kreisförmiger Spanngliedführung und Wendepunkt im Abstand 
2,5d ergibt die gleiche Traglast infolge der gleichen Plattenkrümmung aus Vorspan-
nung. Demgegenüber ist eine für alle Modelle einheitliche Bestimmung der erreichten 
Traglasten in Abhängigkeit der Querkraft infolge Vorspannung in festgelegten Ab-
ständen vom Stützenrand nicht möglich. Zusätzlich kann die Traglaststeigerung bei 
einer exzentrischen, horizontalen Anordnung der Spannglieder durch die aufgebrachte 
Plattenkrümmung erklärt werden. 
5.3.3 Zum Einfluss des seitlichen Abstands der Spannglieder vom Stützenrand 
Ausgehend vom Referenzmodell mit einem Abstand der Wendepunkte von 0,5d vom 
Stützenrand und der Anordnung der Spannglieder im Bereich der Stützenränder wur-
den die Spannglieder seitlich nach außen verschoben, so dass der Abstand des inneren 
Spanngliedes zum Stützenrand xpi etwa 0,25d, 0,5d, 1,0d, 1,5d, 2,0d und 3,0d betrug 
(Bild 5-11). 
 
Bild 5-11:  Anordnung der Spannglieder im Grundriss 
Der Vergleich der numerischen Traglasten ergibt bei einer Vergrößerung des seitlichen 
Abstandes vom Stützenrand eine Abminderung der Tragfähigkeit (Bild 5-12, links). 
Diese fällt stärker aus als bei der Variation der Wendepunkte in Kapitel 5.3.2 (vgl. Bild 
5-7, links).  
Nach Bild 5-12, rechts wird bereits bei einer Auslagerung um 0,5d (drei Spannglieder 
im Bereich 0,5d bis 1,0d) der wirksame Vertikalanteil der Spannglieder um 25 % redu-
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ziert. Hieraus resultiert für die gewählte Parameterkombination eine um etwa 8 % re-
duzierte Gesamttragfähigkeit (Bild 5-12, links). Bei einer Bemessung nach 
DIN 1045-1 darf der Vertikalanteil aller Spannglieder innerhalb des Durchstanzkegels 
im Abstand 1,5d vom Stützenrand angesetzt werden. Für diesen Fall (Spannglieder 
liegen im Bereich 1,0d bis 1,5d) ergibt die numerische Simulation eine Reduktion der 
Traglast um etwa 13 % und einen wirksamen Vertikalanteil von 61 % (Bild 5-12, 
rechts). 
Im Vorfeld der numerischen Untersuchungen zum Einfluss des seitlichen Abstands der 
Spannglieder auf den Durchstanzwiderstand war erwartet worden, dass eine traglast-
steigernde Wirkung der Vorspannung nur in einem relativ geringen Abstand zur Stütze 
festgestellt werden kann. Für weiter entfernt liegende Spannglieder hätte demnach kein 
positiver Einfluss festgestellt und lediglich die Wirkung des Normalspannungsanteils 
beobachtet werden dürfen. Die Auswertung der numerischen Simulationen belegt ei-
nen solchen ausgeprägten Einfluss jedoch nicht. 
 
 
Bild 5-12: Traglasten in Abhängigkeit des seitlichen Abstands von der Stütze (links) 
und wirksamer Vertikalanteil der Vorspannung (rechts) 
In Bild 5-13, links ist die infolge Vorspannung aufgebrachte Plattenkrümmung in Ab-
hängigkeit des bezogenen seitlichen Abstands der Spannglieder aufgetragen. Es wird 
deutlich, dass bei einem seitlichen Abstand der Spannglieder von etwa 3,0d die Platte 
im Bereich der Stütze ausschließlich zentrisch beansprucht wird. Mit abnehmendem 
Abstand der Spannglieder ist eine überproportionale Zunahme der Plattenkrümmung 
festzustellen. In Bild 5-13, rechts ist die in den numerischen Simulationen erreichte 
Traglast in Abhängigkeit der Plattenkrümmung infolge Vorspannung für alle durchge-
führten Simulationen dargestellt. Während der Zusammenhang bei alleiniger Variation 
des Wendepunktes etwa linear ist, ergibt sich bei der Modifikation des seitlichen Ab-
standes eine etwa bilineare Abhängigkeit. Dieser veränderte Zusammenhang kann nur 
mit einem zusätzlichen Traganteil erklärt werden. Größere Tragfähigkeiten bei gleicher 
Plattenkrümmung werden insbesondere für geringe seitliche Abstände vom Stützen-
rand erreicht, während dieser Einfluss mit zunehmendem Abstand abnimmt. 
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Bild 5-13: Plattenkrümmung infolge Vorspannung in Abhängigkeit des bezogenen 
seitlichen Abstands der Spannglieder (links) und Traglast in Abhängigkeit 
der Plattenkrümmung infolge Vorspannung (rechts) 
Abschließend wurden sechs weitere Modelle berechnet, die eine Kombination des seit-
lichen Abstandes und der Lage des Wendepunktes untersuchten. Hierzu wurden die 
Spanngliedführungen mit einem Abstand des Wendepunktes von 1,0d und 1,5d sowie 
ein Kreisbogen jeweils mit einem seitlichen Abstand vom Stützenrand von 0,5d und 
1,5d kombiniert. Die Ergebnisse sind in Bild 5-14 dargestellt und liegen innerhalb des 
grau hinterlegten Bereichs. Die Ergebnisse sind nahezu unabhängig von der Spann-
gliedführung, während eine Abhängigkeit vom seitlichen Abstand zu erkennen ist. Ins-
besondere für die Simulationen mit einem seitlichen Abstand von 0,5d ergeben sich 
nahezu identische Traglasten, während im Abstand 1,5d etwas größere Abweichungen 
auftreten. 
 
Bild 5-14: Traglast in Abhängigkeit der Plattenkrümmung infolge Vorspannung 
Zur Bestätigung der numerischen Ergebnisse werden in Kapitel 5.5 die zur Verfügung 
stehenden experimentellen Untersuchungen an Platten mit und ohne Durchstanzbeweh-
rung aus der Literatur ausgewertet.  
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5.4 Experimentelle Untersuchungen zum maximalen Durchstanzwider-
stand vorgespannter Platten 
5.4.1 Versuche im Bereich von Innenstützen 
Zur Interaktion der Einflüsse aus Spanngliedanordnung und verwendeter Durchstanz-
bewehrung auf die Tragfähigkeit und das Tragverhalten wurden Durchstanzversuche 
im Bereich von Innenstützen durchgeführt (vgl. Bild 3-13). Der Vergleich mit dem 
Referenzversuch EM 1 [57] (vgl. Kapitel 4.4, Versuch zur Ermittlung der maximalen 
Durchstanztragfähigkeit nach Eurocode 2) ermöglichte zudem direkt den Einfluss der 
Vorspannung zu bestimmen. Die Versuche VV 1 (konzentrierte Spanngliedanordnung) 
und VV 2 (verteilte Spannglieder) wurden vergleichbar zum Versuch EM 1 mit Bügeln 
als Durchstanzbewehrung ausgeführt und hatten am Versuchstag annähernd die gleiche 
Festigkeit. In den Versuchen VV 3 (sternförmige Anordnung der Anker) und VV 4 
(orthogonale Anordnung der Anker) wurden Doppelkopfanker mit dem gleichen Be-
wehrungsquerschnitt je Reihe verwendet und die Spannglieder wie im Versuch VV 1 
konzentriert im Bereich der Stütze verlegt.  
In Bild 5-15 sind die Last-Verformungskurven der Versuche und die erreichten Trag-
laststeigerungen im Vergleich zum Referenzversuch dargestellt. Das Verformungsver-
halten der Versuche ist zu Beginn nahezu gleich, da die Betonfestigkeit und der E-
Modul am Versuchstag nur geringfügig variierten. Die Biegerissbildung setzte im Ver-
such EM 1 ab etwa 200 kN ein und führte zu einem flacheren Verlauf der Kurve. Der 
Einsatz der Vorspannung verzögerte die Erstrissbildung, wobei der Einfluss der gerin-
geren Vorspannwirkung im Versuch VV 2 durch das weichere Verformungsverhalten 
klar zu erkennen ist. Aufgrund der hohen Bügelbewehrungsmenge im Versuch VV 1 
ist bis zu einer Prüfkraft von etwa 1300 kN kein Unterschied zum Versuch VV 3 mit 
Doppelkopfankern zu erkennen. Erst mit zunehmender Beanspruchung machten sich 
die bessere Endverankerung und der geringere Abstand der ersten Bewehrungsreihe 
zum Stützenrand bemerkbar. Die konzentrierte, orthogonale Anordnung der Doppel-
kopfanker im Versuch VV 4 führte zu einem steiferen Verformungsverhalten gegen-
über der sternförmigen Anordnung in den Hauptachsen. Neben der höheren Tragfähig-
keit wiesen die Doppelkopfanker in sternförmiger Anordnung zusätzlich eine erheblich 
größere Verformungsfähigkeit bis zum Bruch auf. Die orthogonale Anordnung der 
Doppelkopfanker im Versuch VV 4 erreichte weder die Tragfähigkeit noch die Ver-
formungsfähigkeit des Versuchs VV 3. Dies ist auf das vorzeitige Versagen der unbe-
wehrten Plattenbereiche zurückzuführen.  
Die Versuche verdeutlichen, dass auf dem Niveau der maximalen Durchstanztragfä-
higkeit der Einsatz einer Vorspannung eine zusätzliche Traglaststeigerung bewirkt. 
Eine erhöhte Duktilität ist jedoch für die bügelbewehrten Versuche nur in geringem 
Maße zu beobachten.  
166 
 
 
Bild 5-15: Last-Verformungskurven der Versuche mit Vorspannung und des Refe-
renzversuchs EM 1 sowie Traglaststeigerung infolge Vorspannung 
In den folgenden Bildern sind die Rissbilder des Referenzversuchs EM 1 (Bild 5-16) 
und der Versuche VV 1 bis VV 4 (Bild 5-17) im Bruchzustand auf der Plattenoberseite 
und der -unterseite am Stützenanschnitt gegenübergestellt, zusätzlich ist in Bild 5-18 
die Schubrissbildung anhand der Sägeschnitte und der angedeuteten Lage der Durch-
stanzbewehrung dokumentiert. Der Einfluss der Spanngliedanordnung auf die Biege-
rissbildung machte sich ausschließlich im Bereich der Erstrissbildung bemerkbar. Bei 
konzentrierter Anordnung der Spannglieder (VV 1, VV 3 und VV 4) traten zunächst 
radiale Risse entlang der Spannglieder auf, bevor sich auch im Bereich der Plattendia-
gonalen radiale Risse bildeten. Bei allen Versuchen traten im Bruchzustand große Ab-
platzungen an der Plattenunterseite am Stützenanschnitt auf, womit die hohe Bean-
spruchung in diesem Bereich verdeutlicht wird. Zusätzlich sind im Versuch VV 3 
sternförmig auf die Stütze zulaufende Risse auf der Plattenunterseite zu erkennen, die 
mit der Lage der Doppelkopfanker zusammenfallen.  
 
 
Bild 5-16: Rissbild im Bruchzustand auf der Plattenober- und -unterseite 
EM 1 
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Bild 5-17: Rissbilder im Bruchzustand auf der Plattenober- und -unterseite (Versuche 
mit Vorspannung) 
VV 1 
VV 2 
VV 3 
VV 4 
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Bild 5-18: Sägeschnitte entlang der oberen Spanngliedlage 
EM 1 
VV 1 
VV 2 
VV 3 
VV 4 
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Aufgrund der hohen Durchstanzbewehrungsmenge in Verbindung mit der Vorspan-
nung ist in den Sägeschnitten nur eine geringe Schubrissbildung zu erkennen. Aus-
schließlich im Versuch VV 2 mit gleichmäßiger Verteilung der Spannglieder trat eine 
ausgeprägtere mehrfache Schrägrissbildung auf. Der Versagensriss war mit Ausnahme 
des Versuchs VV 4 (Bild 5-19) in allen Versuchen sehr steil geneigt und erreichte in 
den Versuchen EM 1, VV 1 und VV 2 die Biegezugbewehrung vor der ersten Durch-
stanzbewehrungsreihe. Im Versuch VV 2 war der Versagensriss deutlicher ausgeprägt, 
da hier das Versagen wie im Referenzversuch ohne Vorspannung schlagartig ohne 
Vorankündigung eintrat. Der Versuch VV 1 wurde nachdem ein deutliches Eindrücken 
der Stütze in die Platte zu erkennen war beendet, da die Last nicht weiter gesteigert 
werden konnte und gleichzeitig die Spanngliedkräfte deutlich zunahmen. Im Säge-
schnitt des Versuchs VV 3 ist kein dominierender Versagensriss zu erkennen. Durch 
den kleineren Abstand (0,375d statt 0,5d) der ersten Ankerreihe vom Stützenanschnitt 
wurde der steile Versagensriss wirkungsvoll verhindert. Das Versagen trat durch das 
großflächige Abplatzen der Betondeckung und die Zerstörung der Betondruckzone am 
Stützenanschnitt ein. In allen Versuchen stellte sich zudem eine horizontale Rissbil-
dung in Höhe der unteren Bewehrungslage in der Druckzone in Stützennähe ein.  
 
Bild 5-19: Versuch VV 4: Versagensriss im diagonalen Sägeschnitt (Stütze rechts) 
In Bild 5-20 sind ausgewählte Messergebnisse der Biegezugbewehrung, der Beton-
druckzone und der Durchstanzbewehrung für die vier Versuche mit Vorspannung und 
den Referenzversuch gegenübergestellt. Obwohl aufgrund unterschiedlicher Rissent-
wicklung insbesondere für die Durchstanzbewehrung teilweise deutliche Unterschiede 
zwischen vergleichbaren Messstellen in den Versuchen zu beobachten waren, können 
hieraus dennoch prinzipielle Zusammenhänge abgeleitet werden.  
Der Vergleich der Dehnungen der Biegezugbewehrung (hochfeste Bewehrung: 
εy = 4,5 ‰, Versuch EM 1 angeglichen) verdeutlicht den Einfluss der Vorspannung 
auf das Biegetragverhalten. Neben der späteren Erstrissbildung führt der Dehnungszu-
wachs in den Spanngliedern zu einer geringeren Dehnungszunahme der Betonstahlbe-
wehrung im Vergleich zum Referenzversuch ohne Durchstanzbewehrung. Die geringe-
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re Vorspannwirkung im Versuch VV 2 führt zu höheren Stahldehnungen bei ansonsten 
etwa gleicher Dehnungszunahme. 
Die radialen Betonstauchungen am Stützenanschnitt zeigen große Unterschiede in den 
Maximalwerten, wobei die geringen Betonstauchungen im Referenzversuch EM 1 auf 
einen größeren Abstand der Messstelle vom Stützenrand zurückzuführen sind. Der 
Ausfall der Messstelle bzw. der Rückgang der Betonstauchung fällt abgesehen von 
Versuch EM 1 mit ersten Abschuppungen an der Betonoberfläche am Stützenanschnitt 
zusammen. Mit Ausnahme des Versuchs VV 4 lag der Beginn der Dehnungsabnahme 
zwischen 1200 kN und 1300 kN, dies entspricht 60 bis 77 % der späteren Bruchlast. 
Die konzentrierte Anordnung der Doppelkopfanker im Versuch VV 4 führte bei glei-
cher Prüflast zu geringeren Beanspruchungen der Betondruckzone und damit zu einem 
späteren Dehnungsabfall, der bei 83 % der Traglast einsetzte.  
 
 
Bild 5-20: Vergleich ausgewählter Messstellen für die Versuche mit Vorspannung und 
den Referenzversuch 
Die Entwicklung der Stahldehnungen der Durchstanzbewehrung wird anhand ausge-
wählter Messstellen in der ersten und zweiten Bewehrungsreihe verglichen. In den bü-
gelbewehrten Versuchen kann in der ersten Bewehrungsreihe ein Einfluss der Vor-
spannung auf die Beanspruchung der Bügel festgestellt werden. Während die Bügel im 
Referenzversuch ab etwa 650 kN am Lastabtrag beteiligt wurden, traten im Versuch 
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VV 2 und VV 1 die ersten Beanspruchungen ab einer Last von 780 bzw. 950 kN auf. 
In der zweiten Bewehrungsreihe war hingegen nahezu kein Unterschied im Beanspru-
chungsbeginn zwischen den drei Versuchen zu erkennen. In den Versuchen mit Dop-
pelkopfankern stiegen die Dehnungen in der ersten Bewehrungsreihe kontinuierlich 
mit zunehmender Belastung an. Dies dürfte auf die steifere Verankerung der Doppel-
kopfanker und den geringeren Abstand der ersten Bewehrungsreihe zum Stützenan-
schnitt zurückzuführen sein. Im Gegensatz dazu wurde die zweite Bewehrungsreihe 
erst zwischen 800 und 1000 kN zunehmend beansprucht, dies entspricht etwa 45 % der 
späteren Traglast. 
5.4.2 Spanngliedführung und Vertikalanteil der Vorspannung 
Zur Ermittlung des Traganteils der geneigten Spannglieder muss neben dem möglichst 
exakten Verlauf der Spannglieder zur Ermittlung des Neigungswinkels im Durchstanz-
bereich zusätzlich der Dehnungszuwachs der Spannglieder im Bruchzustand bekannt 
sein, um die tatsächlich vorhandene Vorspannkraft bei der Auswertung berücksichti-
gen zu können. 
In den eigenen Versuchen wurde vor der Betonage des jeweiligen Versuchskörpers ein 
Aufmaß der Spanngliedlage vorgenommen. Je Spanngliedgruppe (je Stützenseite oder 
bei VV 2 stützennah und stützenfern) und Richtung (obere und untere Spanngliedlage) 
wurde jeweils die Höhenlage bestimmt. Aus den in einem Abstand von 10 cm aufge-
nommenen Messpunkten wurde die Spanngliedführung für vier (VV 1, VV 3, VV 4) 
bzw. acht (VV 2) Spannglieder polygonal angenähert und zwischen den einzelnen 
Messwerten die Steigung der Spannglieder ermittelt. Die grafische Darstellung der 
Neigungsverläufe ergab, dass in allen Versuchen der Wendepunkt der Spannglieder in 
einem Abstand von etwa 1,5d vom Stützenrand lag (Bild 5-21). 
In jedem Versuch wurden die Spanngliedkräfte von fünf Spanngliedern kontinuierlich 
gemessen. Infolge Rissbildung und Plattenverformung erhöhten sich die Spannglied-
kräfte in Abhängigkeit von der horizontalen (Versuch VV 2) und vertikalen Lage der 
Spannglieder (obere und untere Spanngliedlage). Der Spannkraftzuwachs betrug für 
stützennahe Spannglieder zwischen 13 und 30 % (Tabelle 5-1) und deckt sich damit 
mit Beobachtungen anderer Forscher, die für Versuche mit Durchstanzbewehrung ei-
nen Zuwachs von 15 bis 20 % beobachteten [106]. 
Tabelle 5-1: Spannkrafterhöhung im Bruchzustand 
 VV 1 VV 2 VV 3 VV 4 
 stützennah stützennah stützenfern stützennah stützennah 
obere Spanngliedlage 16 % 21 % - 24 - 30 % 20 % 
untere Spanngliedlage 13 % 16 % 7 % 22 % 13 % 
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Bild 5-21: Verlauf der Spanngliedneigung in den Versuchen VV 1 bis VV 3 
Unter Ansatz der gemessenen Vorspannkräfte und der ermittelten Spannglied-
neigungen wurde die Entwicklung des Vertikalanteils in Abhängigkeit der Prüfkraft 
bestimmt (Bild 5-22). Hierbei wurde der Vertikalanteil entsprechend der Vorgabe in 
DIN 1045-1 in einem Abstand von 1,5d vom Stützenrand ermittelt und die unterschied-
lichen Vorspannkräfte sowie die zugehörigen Spanngliedneigungen der einzelnen 
Spannglieder berücksichtigt.  
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∑ ⋅⋅=
i
ip PV ϕsin2  (5-1) 
Die größere Verformungsfähigkeit des Versuchs VV 3 mit Doppelkopfankern spiegelt 
sich auch in einem erhöhten Vertikalanteil wider. Demgegenüber zeigt der Versuch 
VV 2, dass ein deutlicher Spannkraftzuwachs nur für Spannglieder in unmittelbarer 
Stützennähe zu beobachten ist.  
 
 
 
 
Bild 5-22: Entwicklung des Vertikalanteils der Spannglieder 
5.4.3 Zur Verteilung der Normalkräfte über die Plattenbreite in Ausschnittver-
suchen 
Zur Ermittlung der Normalspannungsverteilung über die Plattenbreite wurden in den 
Versuchen VV 1 bis VV 3 vor, während und nach dem Vorspannen der Spannglieder 
Setz-Dehnungsmessungen an der Plattenober- und -unterseite durchgeführt. Die zentri-
schen Betondehnungen in jedem Messquerschnitt ergeben sich aus den Differenzver-
schiebungen der Messmarken an den Plattenoberflächen und wurden in zwei Messach-
sen im Bereich der Stütze und bei etwa einem Drittel der Seitenlänge bestimmt. Die 
Veränderung der mittleren Betonstauchung entlang der Messachsen gibt Aufschluss 
über die Lastausbreitung der Vorspannung. 
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Bild 5-23: Verlauf der Betondehnungen infolge Vorspannung entlang der Messlinien 
Stützenachse und Plattenbereich 
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Der Verlauf der Messwerte weist aufgrund der geringen Größenordnung eine relativ 
große Streuung auf, weshalb für die Auswertung der Verlauf durch eine Regressions-
gerade angenähert wurde. Hierbei wurden die ersten Messwerte am freien Plattenrand 
nicht berücksichtigt, da in diesem Bereich eine Störung durch die unvollständige Ein-
leitung der Vorspannkraft vorliegt. 
Die Gegenüberstellung der Ergebnisse der SDM-Messungen in Bild 5-23 lässt erken-
nen, dass trotz der teilweise großen Streuung der Einzelwerte plausible Ergebnisse er-
mittelt werden konnten. Wie erwartet führt die konzentrierte Anordnung der Spann-
glieder in den Versuchen VV 1 und VV 3 im Bereich der Stütze zu größeren Be-
tonstauchungen in der Stützenachse. Durch die Lastausbreitung nehmen diese mit zu-
nehmendem Abstand von der Lasteinleitung am Plattenrand zur Stütze hin ab. Entge-
gengesetzt entwickeln sich die Betonstauchungen in der zweiten Messachse. Am Stüt-
zenrand ist eine erhöhte Normalspannung festzustellen, die etwa 20 % bis 25 % über 
der über die Plattenbreite gemittelten Normalspannung liegt. Die Messwerte der Ver-
suche VV 1 und VV 3 sind aufgrund der annähernd gleichen Spanngliedanordnung 
vergleichbar und ergeben eine gute Übereinstimmung, so dass grobe Messfehler aus-
geschlossen werden können. Auch die gleichmäßige Normalspannungsverteilung im 
Versuch VV 2 kann anhand der Messwerte nachvollzogen werden. 
Die erhöhten Normalspannungen im Durchstanzbereich in den Versuchen VV 1 und 
VV 3 sind bei der Auswertung der Versuche zu berücksichtigen. Zur Überprüfung der 
Messergebnisse wurden zusätzlich numerische Vergleichsrechnungen durchgeführt, 
die den Einfluss einer Steifigkeitsabnahme infolge Rissbildung im Durchstanzbereich 
für den Bruchzustand und unterschiedliche Arten der Spannkrafteinleitung (parabel-
förmige und zentrische Spannglieder sowie Flächenlasten an den Plattenrändern) un-
tersuchten. Bei der Auswertung wurde unterstellt, dass die maßgebende Normalspan-
nung im Bereich des Stützenanschnitts zu ermitteln ist, da das Versagen infolge Ab-
platzen der Betondeckung an dieser Stelle auftritt.  
 
Bild 5-24:  Prinzipieller Verlauf der Normalspannungen infolge Vorspannung in den 
numerischen Simulationen 
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Die prinzipielle Verteilung der Normalspannungen in den numerischen Simulationen 
ist in Bild 5-24 dargestellt. Für die konzentrierte Spanngliedanordnung der Versuche 
VV 1 und VV 3 ergab sich eine mittlere Spannungserhöhung im Durchstanzbereich 
nach DIN 1045-1 (Stützenbreite zuzüglich 3d) zwischen 20 % und 35 %. Die Ergeb-
nisse liegen damit über den gemessenen Werten. Da im Bereich der Bruchlast von ei-
ner verstärkten Rissbildung im Stützenbereich auszugehen ist und somit Umlagerungen 
vorstellbar sind, wurde für die Auswertung der eigenen Versuche eine Erhöhung um 
25 % unterstellt. 
Zur Untersuchung der Spannungserhöhung im Durchstanzbereich wurden numerische 
Simulationen mit unterschiedlichen Verteilungsbreiten der Spannglieder bp/b und Ab-
ständen zwischen zwei Spanngliedgruppen xp/b durchgeführt. Hierbei wurde unter-
stellt, dass die Versuchskörpergröße keinen Einfluss auf die Lastausbreitung der Vor-
spannung hat und eine Berechnung mit dem Modell der eigenen Versuchskörper (Plat-
tenbreite 2,80 m und Plattendicke 200 mm) zulässig ist. Für das Verhältnis der Lastein-
leitungsbreite zur Plattenbreite und der Spannungserhöhung im kritischen Rundschnitt 
(Bild 5-26, links) ergibt sich aus den Simulationen ein linearer Zusammenhang. Für 
eine stark konzentrierte Spanngliedanordnung im Bereich der Stützenachse kann dem-
nach eine bis zu 33 % höhere mittlere Normalspannung im Durchstanzbereich auftre-
ten. Werden die Spannglieder gruppenweise neben der Stütze angeordnet ist der Ein-
fluss auf die Normalspannungsverteilung nichtlinear (Bild 5-25, rechts). 
 
Bild 5-25:  Spannungserhöhung im kritischen Rundschnitt nach DIN 1045-1 für unter-
schiedliche Lastanordnungen 
5.4.4 Einfluss von Hüllrohren auf die Durchstanztragfähigkeit 
Systematische Untersuchungen zum Einfluss von Hüllrohren auf die Durchstanztrag-
fähigkeit wurden von ZORN [98] durchgeführt. Er untersuchte den Einfluss der Hüll-
rohre an 19 Platten mit einem Stützendurchmesser von 190 mm und unterschiedlicher 
Spanngliedanzahl. Hierbei kamen sowohl Monolitzen (VSL 150) als auch Spannbän-
der (VT 04-150) mit jeweils vier nebeneinander liegenden Litzen zum Einsatz. Die 
Anzahl der Litzen variierte in den Versuchen zwischen Null und 16. Die Spannglieder 
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wurden nicht vorgespannt, so dass die günstigen Einflüsse der Vorspannung unberück-
sichtigt blieben und ausschließlich der Einfluss der Querschnittsschwächung unter-
sucht wurde. ZORN ermittelte anhand der Versuche, dass die Durchstanztragfähigkeit 
ohne Durchstanzbewehrung nach Eurocode 2 mit zunehmender Spanngliedanzahl um 
bis zu 18,3 % unterschritten wird. Zudem stellte er keine signifikanten Unterschiede 
zwischen den Versuchen mit Monolitzen und Spannbändern fest. Ein Vorschlag zur 
Berücksichtigung der Hüllrohre bei der Bemessung wurde nicht angegeben. Eine 
Auswertung der Versuche nach DIN 1045-1 unter Ansatz der Baustoffmittelwerte er-
gibt eine maximale Unterschreitung der rechnerischen Tragfähigkeit von 13 % 
(Tabelle 5-2). 
Tabelle 5-2: Versuche von ZORN an Platten mit nicht vorgespannten Spanngliedern 
und ohne Durchstanzbewehrung 
 Spannglieder Versuchskörper   
 
Anordnung 
An-
zahl 
statische 
Nutzhöhe 
Längsbeweh-
rungsgrad ρl 
Beton-
festigkeit fc,cyl VTest VR,ct VTest/VR,ct 
   [m] [%] [MPa] [kN] [kN] [-] 
V00 ohne - 0,166 1,21 37,1 563 536 1,05 
V01a1) einachsig 1 0,155 1,30 45,6 516 522 0,99 
V01b1) einachsig 1 0,150 1,34 43,5 481 491 0,98 
V02a2) einachsig 4 0,163 1,23 40,6 488 538 0,91 
V02b2) einachsig 4 0,155 1,30 48,0 553 531 1,04 
V03a2) einachsig 4 0,160 1,26 41,1 518 527 0,98 
V03b2) einachsig 4 0,160 1,26 43,0 518 535 0,97 
V04a1) zweiachsig 2 0,160 1,26 43,1 502 535 0,94 
V04b1) zweiachsig 2 0,152 1,32 44,9 487 506 0,96 
V05a2) zweiachsig 8 0,170 1,18 41,8 518 576 0,90 
V05b2) zweiachsig 8 0,170 1,18 43,0 551 582 0,95 
V06a2) zweiachsig 8 0,155 1,30 38,0 440 491 0,90 
V06b2) zweiachsig 8 0,160 1,26 38,5 474 515 0,92 
V07a1) zweiachsig 4 0,170 1,18 37,8 477 557 0,86 
V07b1) zweiachsig 4 0,170 1,18 41,0 506 572 0,88 
V08a2) zweiachsig 16 0,165 1,22 39,4 469 542 0,87 
V08b2) zweiachsig 16 0,155 1,30 41,4 458 505 0,91 
V09a2) zweiachsig 16 0,162 1,24 39,7 471 530 0,89 
V09b2) zweiachsig 16 0,163 1,23 41,9 484 544 0,89 
1)
 Spannbänder VT 04-150 
2)
 Monolitzen VSL 150 
Der Einfluss der Hüllrohre auf die Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanz-
bewehrung nach DIN 1045-1 kann empirisch aus den Versuchsergebnissen ermittelt 
werden. Eine gute Übereinstimmung zwischen den Versuchsergebnissen und den rech-
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nerischen Tragfähigkeiten erhält man, wenn die Länge des kritischen Rundschnitts um 
40 % der Breite der den Rundschnitt kreuzenden Spannglieder reduziert wird (Bild 
5-26, links). Bild 5-26, rechts zeigt die Auswertung der Versuche nach DIN 1045-1 
unter Ansatz der charakteristischen Betondruckfestigkeit fck = fc,Test - 8 MPa und mit 
Berücksichtigung des vorgeschlagenen Abminderungsfaktors. Der Vergleich der Ver-
suchsbruchlast mit dem Durchstanzwiderstand ohne Durchstanzbewehrung VTest/VR,ct 
ergibt einen 5%-Quantilwert von 1,02 und damit ein ausreichendes Sicherheitsniveau 
(ξm = 1,08, v = 0,03). Ohne Berücksichtigung der Hüllrohre wird das erforderliche Si-
cherheitsniveau mit einem 5%-Quantilwert von 0,91 (ξm = 1,00, v = 0,06) nicht er-
reicht. 
 
Bild 5-26:  Vergleich der Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 mit Versuchser-
gebnissen unter Berücksichtigung der Hüllrohre  
Auch wenn die Versuche einen deutlichen Einfluss der Hüllrohre auf den Durchstanz-
widerstand ohne Durchstanzbewehrung erkennen lassen, erscheint eine Berücksichti-
gung der Hüllrohre bei der Bemessung nicht zwingend erforderlich. Die alleinige Be-
trachtung der Querschnittsschwächung durch die Hüllrohre ist zu ungünstig, da mögli-
che Tragreserven bei der Berücksichtigung der Vorspannung auf den Durchstanzwi-
derstand unberücksichtigt bleiben. Die Auswertung von Durchstanzversuchen mit Vor-
spannung und ohne Durchstanzbewehrung im Kapitel 5.5 belegt zudem für die Durch-
stanzbemessung nach DIN 1045-1 ein ausreichendes Sicherheitsniveau. Ein Einfluss 
der Hüllrohre auf den Durchstanzwiderstand ohne Durchstanzbewehrung konnte nicht 
festgestellt werden. Für das Versagen auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit ist 
zudem die Betondruckzone verantwortlich, die durch die Hüllrohre nicht gestört wird, 
ein Einfluss auf den Durchstanzwiderstand ist daher nicht zu erwarten. 
5.4.5 Bewertung der Tragfähigkeit 
Nachdem die einzelnen Traganteile der Vorspannung aus den Versuchsergebnissen 
ermittelt wurden, kann nun abschließend das erreichte Sicherheitsniveau bestimmt 
werden. Hierzu wird die Traglast ins Verhältnis zur Durchstanztragfähigkeit ohne 
Durchstanzbewehrung VR,ct gesetzt und dann mit den Werten durchstanzbewehrter 
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Versuche ohne Vorspannung verglichen. Die eigenen Versuche versagten auf dem Ni-
veau der maximalen Durchstanztragfähigkeit und sind daher mit den Tragfähigkeiten 
von Bügeln bzw. Doppelkopfankern zu vergleichen. 
,max ,1,5Rd Rd ctV V= ⋅    für Bügel (5-2) 
,max ,1,9Rd Rd ctV V= ⋅    für Doppelkopfanker (5-3) 
Diese Werte stellen 5 %-Quantilwerte der Tragfähigkeiten dar. Aufgrund der geringen 
Versuchsanzahl wird ein ausreichendes Sicherheitsniveau der Versuche mit Vorspan-
nung unterstellt, wenn die Einzelergebnisse den Mittelwert der Versuche ohne Vor-
spannung erreichen. Die Mittelwerte wurden aus den Versuchsauswertungen in Kap. 4 
bestimmt und ergeben sich für Bügel zu 1,63⋅VRd,ct und für Doppelkopfanker zu 
2,15⋅VRd,ct.  
Die Querkraftkomponente Vp der geneigten Spannglieder innerhalb des kritischen 
Rundschnitts wurde aus den Spanngliedkräften im Bruchzustand ermittelt und entspre-
chend DIN 1045-1 von der einwirkenden Querkraft abgezogen. In DAfStb-Heft 525 
[33] wird für den Nachweis des maximalen Durchstanzwiderstands vorgespannter Plat-
ten empfohlen auf den Ansatz der Normalspannung in der Bemessungsgleichung zu 
verzichten, da experimentelle Untersuchungen zur Überprüfung bisher nicht vorlagen. 
Aus diesem Grund wird die Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung so-
wohl mit als auch ohne Normalspannungsanteil der Vorspannung ermittelt. Zur Be-
rücksichtigung der erhöhten Normalspannungen im Bereich des kritischen Rund-
schnitts bei einer konzentrierten Spanngliedanordnung wurden die mittleren Beton-
normalspannungen σcd im Bruchzustand der Versuche VV 1, VV 3 und VV 4 entspre-
chend Kapitel 5.4.3 um 25 % vergrößert. 
In Tabelle 5-3 sind die rechnerischen Durchstanztragfähigkeiten mit den Bruchlasten 
verglichen. Es zeigt sich, dass mit Ausnahme des Versuchs VV 4 alle Versuche bei 
Berücksichtigung des Normalspannungsanteils den Zielwert (5%-Quantilwert der Ver-
gleichsversuche ohne Vorspannung) von 1,5 für Bügel bzw. 1,9 für Doppelkopfanker 
überschreiten. Ohne Berücksichtigung des Normalspannungsanteils übertreffen erwar-
tungsgemäß alle Versuche die Zielwerte. Die Versuche mit Bügelbewehrung erreichen 
bzw. überschreiten zusätzlich den Mittelwert vergleichbarer Versuche ohne Vorspan-
nung. Ein Verzicht auf die Berücksichtigung des Normalspannungsanteils σcd wie in 
Heft 525 empfohlen wäre anhand dieser Auswertung demnach nicht notwendig. Es 
wird zudem deutlich, dass im Versuch VV 2 nicht nur die Spannglieder im kritischen 
Rundschnitt eine Traglaststeigerung bewirken. Berücksichtigt man bei der Auswertung 
den Vertikalanteil Vp von vier der sechs Spannglieder je Richtung, so ergibt sich ein 
Sicherheitsniveau, das mit dem Versuch VV 1 vergleichbar ist 
((Vu-Vp,mod)/VR,ct = 1,70). Dieses Ergebnis stimmt mit den Beobachtungen von 
SUNDQUIST [109] überein, der für durchstanzbewehrte Platten eine Anrechenbarkeit 
von Spanngliedern mit einem seitlichen Abstand von mehr als 1,0d vom Stützenrand 
feststellte. 
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Tabelle 5-3: Auswertung der Versuche mit Vorspannung 
Versuchskörper VV 1 * VV 2 ° VV 3 * VV 4 * 
Längsbewehrungsgrad ρl [%] 1,94 
Zylinderdruckfestigkeit fcm,cyl [MPa] 29,5 30,0 34,6 29,9 
Stützenbreite c [m] 0,29 
statische Nutzhöhe d [m] 0,16 
Länge des kritischen Rundschnitts ucrit [m] 2,67 
 
Normalspannung infolge Vorspannung im Bruchzu-
stand im kritischen Rundschnitt σcd [MPa] 1) 
2,63 2,00 2,83 2,63 
Vertikalanteil der Vorspannung im Bruchzustand [kN] 520 188 574 520 
 
VR,ct ohne Ansatz von σcd [kN] 622 627 667 626 
VR,ct mit Ansatz von σcd [kN] 756 729 812 760 
 
Eigengewicht G [kN] 41 41 41 41 
Bruchlast Q [kN] 1724 1528 2137 1847 
Gesamtlast Vu = G + Q [kN] 1765 1569 2178 1888 
 
(Vu - Vp)/VR,ct [-] ohne σcd  
(Empfehlung Heft 525) 
2,00  
≥ 1,5 
2,20  
≥ 1,5 
2,40  
≥ 1,9 
2,19 
≥ 1,9 
(Vu - Vp)/VR,ct [-] mit σcd 
1,65  
≥ 1,5 
1,89  
≥ 1,5 
1,97  
≥ 1,9 
1,80 
< 1,9 
1)
 mittlere Normalspannung im kritischen Rundschnitt am Stützenanschnitt ermittelt aus der Vorspannkraft im 
Bruchzustand und einer Erhöhung um 25 % für die Versuche VV 1, VV 3 und VV 4 
*
 2*3 Spannglieder konzentriert am Stützenrand 
°
 Spannglieder gleichmäßig über die Plattenbreite verteilt 
Der Versuch VV 3 mit Doppelkopfankern liegt etwas unterhalb des Mittelwerts ver-
gleichbarer Versuche ohne Vorspannung, aber oberhalb des erforderlichen 5%-
Quantilwertes von 1,90. Inwiefern eine Berücksichtigung der Normalspannung für 
Versuche mit Doppelkopfankern zulässig ist, kann daher anhand dieses einen Versuchs 
nicht abschließend geklärt werden, allerdings erscheint der Ansatz von etwa 50 % des 
Normalspannungsanteils möglich. 
Die orthogonale Anordnung der Durchstanzbewehrung im Versuch VV 4 erreichte 
nicht das charakteristische Traglastniveau von Doppelkopfankern, da ein vorzeitiges 
Versagen im Bereich der unbewehrten Plattendiagonale auftrat. Für die folgende Aus-
wertung wird dieser Versuch nicht weiter betrachtet. 
Eine weitere Möglichkeit zur Beurteilung der erreichten Tragfähigkeiten resultiert aus 
dem Vergleich mit dem Referenzversuch EM 1 ohne Vorspannung. Da zumindest die 
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Versuche VV 1 und VV 2 mit einer Bügelbewehrung annähernd gleich ausgeführt 
wurden, kann der Einfluss der Vorspannung anhand der erreichten Tragfähigkeiten 
direkt ermittelt werden. Ausgehend von den Traglaststeigerungen infolge Vorspannung 
∆Vu und unter Berücksichtigung der aus der Spanngliedführung ermittelten Vertikalan-
teile Vp im Abstand 1,5d vom Stützenrand lässt sich der Traganteil infolge Normal-
spannung Vcp bestimmen (Tabelle 5-4). Hierbei wird deutlich, dass dieser im Vergleich 
zum rechnerischen Traganteil Vcp,DIN nach DIN 1045-1 in den Versuchen VV 1 und 
VV 3 erheblich kleiner ausfällt. Eine uneingeschränkte Superposition der einzelnen 
Traganteile erscheint daher in den Versuchen nicht vorgelegen zu haben. Insbesondere 
für den Vergleich mit Versuch VV 3 ist allerdings zu berücksichtigen, dass der Refe-
renzversuch EM 1 (VTest/VR,ct = 1,90) aufgrund der hohen Durchstanzbewehrungsmen-
ge eine höhere Tragfähigkeit als der Mittelwert vergleichbarer bügelbewehrter Versu-
che erreichte. Somit liegt die berücksichtigte Erhöhung um den Faktor 1,9/1,5 vermut-
lich deutlich auf der sicheren Seite. 
Für diese Auswertung erscheint die in DAfStb-Heft 525 empfohlene Vorgehenswei-
se – den Traganteil aus σcp beim Nachweis der maximalen Durchstanztragfähigkeit 
vorgespannter Platten zu vernachlässigen – zutreffendere Ergebnisse zu liefern. Alter-
nativ besteht die Möglichkeit, dass nicht der gesamte Vertikalanteil in Rechnung ge-
stellt werden darf, da der Wendepunkt mit einem Abstand von 1,5d vom Stützenrand 
vergleichsweise weit entfernt liegt (vgl. Ergebnisse der numerischen Simulationen in 
Kapitel 5.3.2). Eine Ermittlung des Vertikalanteils in einem Abstand von 0,5 bis 1,0d, 
wie es z.B. von SILVA [106] für Versuche ohne Durchstanzbewehrung vorgeschlagen 
wird, reduziert diesen für die durchgeführten Versuche erheblich. Allerdings wäre 
hierfür zu überprüfen, ob Versuche mit einem Wendepunkt in diesem Bereich ein aus-
reichendes Sicherheitsniveau erreichen.  
Tabelle 5-4: Vergleich der Versuche 
 Vu ∆Vu Vp Vcp = ∆Vu - Vp Vcp,DIN 
 [kN] [kN] [kN] [kN] [kN] 
EM 1 1213 - - - - 
VV 1 1765 552 520 32 201 
VV 2 1569 356 188 168 153 
VV 3 1) 2178 563 574 -11 276 
1)
 Die Bruchlast des Versuchs EM 1 wurde mit dem Faktor 1,9/1,5 erhöht, um die höhere Maximaltragfähigkeit 
der Doppelkopfanker zu berücksichtigen. Der Unterschied in der Betonfestigkeit wurde ebenfalls berücksichtigt. 
∆Vu = Vu – Vu,EM 1;   Vp im Abstand 1,5d;   Vcp,DIN = (1,5 bzw. 1,9)⋅0,12⋅σcd⋅ucrit⋅d 
Eine Berücksichtigung der Hüllrohre entsprechend Abschnitt 5.4.4 führt zu einer Re-
duktion der anrechenbaren Rundschnittlänge von etwa 7 %. Ausgehend von der Trag-
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fähigkeit des Versuchs EM 1 wäre dann die Vergleichsbruchlast Vu auf 
0,93⋅1213 = 1128 kN anzupassen. Dadurch erhöht sich der rechnerische Traganteil Vcp 
um etwa 85 kN (VV 1) bzw. 110 kN (VV 3). Eine wesentlich bessere Übereinstim-
mung mit dem rechnerischen Traganteil nach DIN 1045-1 ist allerdings durch diese 
Maßnahme nicht zu erreichen. Da die Versuche durch das Versagen der Betondruck-
zone ihre Tragfähigkeit erreichten, ist zudem eine Beeinflussung durch die Hüllrohre 
nicht zu erwarten. Darüber hinaus ist eine Umlagerung des entsprechenden Betontrag-
anteils auf die im Versuch nicht ausgenutzte Durchstanzbewehrung vorstellbar. 
Zur Überprüfung der numerischen und experimentellen Ergebnisse wird im folgenden 
Kapitel eine Auswertung von Versuchen aus der Literatur mit den Bemessungs-
gleichungen nach DIN 1045-1 durchgeführt. 
5.5 Auswertung von vorgespannten Versuchen aus der Literatur 
5.5.1 Allgemeines 
Im Folgenden werden die in der Literatur gefundenen Versuche mit Vorspannung im 
Bereich von Innenstützen nach DIN 1045-1 ausgewertet. Hierbei werden die Versuche 
nach der Art der Spanngliedführung (zentrisch und exzentrisch) klassifiziert und in-
nerhalb der Klassen die unterschiedliche Lage der Spannglieder (seitlicher Abstand zur 
Stütze) berücksichtigt sowie zwischen Versuchen ohne und mit Durchstanzbewehrung 
unterschieden. Die Auswertung erfolgt zunächst für die am Versuchstag gemessenen 
Mittelwerte der Betondruckfestigkeit und ohne Begrenzung des Maßstabsfaktor κ auf 
den Wert 2,0, um die Vorhersagegenauigkeit der Normen beurteilen zu können. Als 
Zielwert für eine gute Vorhersagegenauigkeit wird der Wert 1,0 angesehen. Zur Beur-
teilung des Sicherheitsniveaus von DIN 1045-1 werden die charakteristischen Beton-
druckfestigkeiten (fck = fc,Test – 8 MPa) und die Begrenzung des Maßstabseffekts auf 
2,0 angesetzt. Die Beurteilung des erreichten Sicherheitsniveaus kann dann anhand des 
5%-Quantilwertes der Verhältniswerte VTest/VDIN erfolgen.  
Für die Auswertung der Versuche ohne Durchstanzbewehrung werden die folgenden 
Traganteile unterschieden: 
a) Betontraganteil ohne Vorspannung nach DIN 1045-1 
( )1/3
,
1,5 0,14c DIN l ck critV f d uκ ρ= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (5-4) 
b) Normalspannungsanteil infolge Vorspannung nach DIN 1045-1 
,
1,5 0,12cp DIN cd critV d u= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅σ  (5-5) 
c) Vertikalanteil der geneigten Spannglieder im Nachweisschnitt nach DIN 1045-1 
( )
,
sinp DINV P= ⋅∑ ϕ  (5-6) 
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Für die Versuche mit Durchstanzbewehrung wird zusätzlich die Versagensart (Maxi-
maltragfähigkeit, Stahlversagen und Versagen außerhalb des durchstanzbewehrten Be-
reichs) berücksichtigt. 
Eine Zusammenstellung der vorgespannten Versuche befindet sich im Anhang dieser 
Arbeit. 
5.5.2 Zentrische Vorspannung 
Für die Auswertung stehen insgesamt elf Versuche ohne Durchstanzbewehrung zur 
Verfügung. Die Bandbreite der Normalspannung infolge Vorspannung reicht von 
1,5 MPa bis 4,3 MPa und liegt damit tendenziell im oberen Bereich der bei Flachde-
cken üblichen Normalspannungen infolge Vorspannung.  
In Bild 5-27 sind die zentrisch vorgespannten Versuche nach DIN 1045-1 ausgewertet 
und in Abhängigkeit des Traganteils Vcp infolge Normalspannung dargestellt. Die 
Auswertung wurde dabei einmal ohne Begrenzung des Maßstabsfaktors κ und mit der 
mittleren Betonfestigkeit am Versuchstag fcm (Bild 5-27, links) durchgeführt und zu-
sätzlich mit den Vorgaben in DIN 1045-1 (Bild 5-27, rechts). Die Versuche von 
RAMOS [92] an 100 mm dicken Platten mit einer gleichmäßigen Pressung an den Plat-
tenrändern liegen unter dem Zielwert von 1,0 (Bild 5-27, links). Ebenso ist deutlich zu 
erkennen, dass der Versuch von Zorn [118] wegen der extrem niedrigen Traglast of-
fenbar ungeeignet für die Beurteilung der Tragfähigkeit ist. Die Versuche von 
HASSANZADEH [54] und der Stahlton AG ([75], [70]) liegen dagegen deutlich über 
dem erwarteten Wert. Dies kann teilweise darauf zurückgeführt werden, dass bei die-
sen beiden Versuchen die Spannglieder unmittelbar im Bereich der Stütze angeordnet 
waren (Bild 5-28, links; bp/b = 0,20 und 0,35). Hierdurch tritt eine Spannungskonzent-
ration im Stützenbereich auf (vgl. Kap. 5.4.3), die durch den Ansatz der mittleren 
Normalspannung infolge Vorspannung nicht berücksichtigt wird. Im Vergleich zum 
Versuch von KORDINA/NÖLTING [74] (h = 150 mm) wurden die Versuche an ver-
gleichsweise dicken Platten (h = 220 bzw. 260 mm) durchgeführt, so dass im Bruchzu-
stand zusätzlich ein deutlicher Spannungszuwachs der Spannglieder durch die Platten-
verformung möglich ist. Ein solcher Spannungszuwachs wurde in den Versuchen von 
RAMOS versuchstechnisch ausgeschlossen. Bei Berücksichtigung dieser Einflüsse 
kann der Abstand zum Zielwert etwas reduziert werden. In Bild 5-28, rechts ist der 
wirksame Normalspannungsanteil als Differenz aus der Bruchlast und dem Betontrag-
anteil ohne Vorspannung Vc,DIN dem rechnerischen Normalspannungsanteil Vcp nach 
DIN 1045-1 gegenübergestellt. Um den in den Versuchen beobachteten Wert zu errei-
chen, müsste der Traganteil aus Normalspannung für die beiden Versuche von 
HASSANZADEH und der Stahlton AG etwa um den Faktor drei vergrößert werden, 
was durch die Berücksichtigung der beschriebenen Einflüsse nicht erreicht werden 
kann.  
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Führt man die Auswertung unter Berücksichtigung der Vorgaben in DIN 1045-1 durch 
(Bild 5-27, rechts), dann liegen mit Ausnahme des Versuchs von ZORN alle Versuche 
über dem Zielwert von 1,0 und es ergibt sich ein 5%-Quantilwert von 1,03 (ξm = 1,26, 
v = 0,105; ohne Versuch von ZORN). Die Durchstanzbemessung nach DIN 1045-1 für 
zentrisch vorgespannte Platten kann daher als ausreichend sicher eingestuft werden. 
 
Bild 5-27: Vergleich der rechnerischen Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 mit 
11 zentrisch vorgespannten Versuchen 
 
Bild 5-28: Vergleich der rechnerischen Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 mit 
11 Versuchen (links) und Berücksichtigung des Normalspannungsanteils 
(rechts) 
5.5.3 Exzentrische Vorspannung 
Für die Auswertung zum Einfluss des Vertikalanteils der Vorspannung stehen einige 
Versuchsserien zur Verfügung ([92],[118],[54],[75],[74],[31],[91],[100],[82],[105], 
[25]). Prinzipiell wurden Versuche mit kreisförmiger, trapez- bzw. polygonaler und 
parabelförmiger Spanngliedführung untersucht. Allerdings ist häufig die genaue 
Spanngliedführung nur unzureichend dokumentiert. Zusätzlich ergeben sich bei den 
kurzen Spanngliedlängen auch bei Vorspannung ohne Verbund im Bruchzustand zum 
Teil deutliche Zusatzdehnungen in den Spanngliedern, die von den einzelnen For-
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schern unterschiedlich oder gar nicht angegeben bzw. bewertet werden. Die Zusatz-
kräfte in den Spanngliedern betrugen in den Versuchen ohne Durchstanzbewehrung 
überwiegend etwa 10 % der Vorspannkraft, für Versuche mit Durchstanzbewehrung 
wurden Spannkraftzuwächse von 15 % bis 20 % angegeben. Grundsätzlich ist es not-
wendig diese Zusatzdehnungen bei der Auswertung zu berücksichtigen, da diese bei 
den Spanngliedlängen in üblichen Flachdeckensystemen in dieser Größe auch im 
Bruchzustand nicht zu erwarten sind. Lagen in den Versuchsberichten keine Angaben 
für den Bruchzustand vor, wurde von einer Spannkrafterhöhung von 10 % (ohne 
Durchstanzbewehrung) bzw. 15 % (mit Durchstanzbewehrung) ausgegangen, die so-
wohl für den Normalspannungs- als auch den Vertikalanteil angesetzt wurde. Die Ver-
tikalanteile infolge Spanngliedneigung wurden entsprechend DIN 1045-1 im kritischen 
Rundschnitt im Abstand 1,5d vom Stützenrand bestimmt und alle Spannglieder bis zu 
einem seitlichen Abstand von 1,5d vom Stützenrand berücksichtigt.  
Die Auswertungen in Bild 5-29 stellen das Verhältnis aus Versuchsbruchlast und rech-
nerischer Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 VTest/VRu,DIN in Abhängigkeit des 
Vertikalanteils Vp,DIN und des Verhältnisses der Spannglieder innerhalb des kritischen 
Rundschnitts zur Gesamtanzahl dar. Es lässt sich erkennen, dass mit Ausnahme der 
Versuche von RAMOS und ZORN die Verhältniswerte VTest/VRu,DIN ungefähr 1,0 oder 
größer sind. Bei den Versuchen von ZORN war bereits bei der Auswertung der zent-
risch vorgespannten Versuche eine nicht nachvollziehbare geringere Durchstanztragfä-
higkeit festzustellen. In den Versuchen von RAMOS zum Einfluss des Vertikalanteils 
waren die Spannglieder mit einem Knick in der Stützenachse versehen und es wurde 
allein der seitliche Abstand zur Stütze variiert. Die Spannglieder wurden außerhalb der 
Platte gegen einen Stahlrahmen gespannt, so dass keine Normalspannungen in den 
Versuchskörper eingeleitet wurden. Die ausschließliche Untersuchung des Vertikalan-
teils in Kombination mit einer ungünstigen Spanngliedführung führen hier zu ver-
gleichsweise geringen Tragfähigkeiten.  
Bild 5-29, rechts lässt den Schluss zu, dass auch Spannglieder außerhalb des kritischen 
Rundschnitts eine Traglaststeigerung bewirken, da mit abnehmendem Verhältnis von 
n1,5d/nges der Verhältniswert VTest/VRu,DIN ansteigt.  
Führt man die Auswertung unter Berücksichtigung der Vorgaben in DIN 1045-1 durch 
(fck = fcm - 8 MPa; κ ≤ 2,0), dann liegen mit Ausnahme von zwei Versuchen von ZORN 
alle Versuche über dem Zielwert von 1,0 und es ergibt sich ein 5%-Quantilwert von 
1,06 (ξm = 1,37, v = 0,139; ohne Versuche von ZORN). Die Durchstanzbemessung 
nach DIN 1045-1 kann daher für die untersuchten vorgespannten Platten als ausrei-
chend sicher eingestuft werden. Es ist allerdings zu berücksichtigen, dass der Großteil 
der Versuche mit einer kreisförmigen oder polygonalen Spanngliedführung ausgeführt 
wurde. Diese zeichnen sich durch eine im Vergleich zu einer praxisüblichen parabel-
förmigen Spanngliedführung geringere Spanngliedneigung aus. 
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Bild 5-29:  Vergleich der rechnerischen Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 mit 
54 Versuchen an vorgespannten Platten 
In Bild 5-30 ist der rechnerische Vertikalanteil als Differenz der Versuchsbruchlast 
und der Tragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung Vc,DIN sowie dem Normalspan-
nungsanteil Vcp über dem Vertikalanteil aller Spannglieder in einem Rundschnitt im 
Abstand 1,5d vom Stützenrand aufgetragen. Die Auswertung der Versuche verdeut-
licht, dass die überwiegende Anzahl an Versuchen oberhalb der Geraden liegt, die die 
Winkelhalbierende darstellt. Unterstellt man, dass der Betontraganteil Vc,DIN und der 
Normalspannungsanteil Vcp im Mittel von den Bemessungsgleichungen nach 
DIN 1045-1 zutreffend ermittelt werden, so sind die wirksamen Vertikalanteile größer 
als die angesetzten Anteile. Hierbei ist zu beachten, dass Abweichungen bei der Er-
mittlung des Betontraganteils Vc,DIN oder des Normalspannungsanteils Vcp auf den Ver-
tikalanteil der geneigten Spannglieder Vp angerechnet werden. 
 
Bild 5-30:  Vergleich der Vertikalanteile aus Versuchslast und Nachweis nach 
DIN 1045-1 (links: gesamte Datenbasis; rechts: Ausschnitt) 
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Bild 5-31:  Traglaststeigerung in Abhängigkeit des bezogenen Biegemomentes aus 
Vorspannung (links) und des Längsbewehrungsgrades (rechts) 
In Bild 5-31, links ist die Traglaststeigerung infolge Vorspannung als Verhältnis von 
VTest/Vc,DIN in Abhängigkeit des bezogenen Biegemomentes infolge Vorspannung 
Mp,ges / h² dargestellt. Hierbei wurde das Biegemoment vereinfacht aus der Vorspann-
kraft aller Spannglieder und dem Hebelarm zp = dp – h/2 über der Stütze ermittelt. Über 
die Gesamtheit der Versuche ist eine deutliche Zunahme der Tragfähigkeit in Abhän-
gigkeit des bezogenen Moments infolge Vorspannung zu erkennen. Die große Streu-
ung ist dabei auf die Gleichgewichtung aller Spannglieder unabhängig von der hori-
zontalen Lage in der Platte zurückzuführen. Diese Abhängigkeit bestätigt die Ergeb-
nisse der numerischen Simulationen in Kapitel 5.3, die den Traglastzuwachs im We-
sentlichen auf die Plattenkrümmung infolge Vorspannung zurückführten. Zusätzlich ist 
im rechten Bild zu erkennen, dass die Traglaststeigerung deutlich vom Längsbeweh-
rungsgrad abhängig ist, da dieser maßgebend den Betontraganteil Vc,DIN beeinflusst. 
Insbesondere für geringe Längsbewehrungsgrade ergeben sich demnach hohe Traglast-
steigerungen infolge Vorspannung. 
Einen Ansatz zur Berücksichtigung der Momentenwirkung infolge Vorspannung bie-
ten die FIP Recommendations [43] mit der Dekompressionsmethode an. Allerdings 
ergaben Versuchsauswertungen von SILVA in [26] mit einem Teil der in diesem Kapi-
tel ausgewerteten Versuche keine verbesserte Vorhersagegenauigkeit im Vergleich zu 
den Normregelungen in ACI 318-08 und Eurocode 2. Aus diesem Grund wurde auf 
eine Auswertung der Versuche mit der Dekompressionsmethode verzichtet. 
5.5.4 Ausgelagerte Spannglieder 
Zur Beurteilung des Einflusses ausgelagerter Spannglieder auf den Durchstanzwider-
stand stehen neun Versuche mit ausgelagerten Spanngliedern (gruppenweise neben der 
Stütze angeordnet) zur Verfügung. Die Auswertung nach DIN 1045-1 ohne Begren-
zung des Maßstabsfaktors und unter Ansatz der mittleren Betondruckfestigkeit ergibt 
keine eindeutige Abhängigkeit von der Lage der Spannglieder (Bild 5-32, links). Wie 
bereits vorher festgestellt, ergeben sich für die Versuche von RAMOS kleinere Tragfä-
188 
higkeiten aufgrund der gewählten Versuchsdurchführung. Bei der Berechnung wurden 
nur die Spannglieder angerechnet, die innerhalb des kritischen Rundschnitts angeord-
net waren. Ein möglicher traglaststeigernder Einfluss der weiter entfernt liegenden 
Spannglieder bleibt dabei unberücksichtigt. In Bild 5-33, links sind die Ergebnisse in 
Abhängigkeit des Anteils der berücksichtigten Spannglieder und im rechten Bild unter 
Berücksichtigung aller Spannglieder bei der Ermittlung von VRu,DIN dargestellt. Eine 
signifikante Abhängigkeit kann aus der zur Verfügung stehenden Datenbasis nicht ab-
geleitet werden. 
Führt man die Auswertung unter Berücksichtigung der Vorgaben in DIN 1045-1 durch 
(Bild 5-32, rechts), dann liegen alle Versuche über dem Zielwert von 1,0 und es ergibt 
sich ein 5%-Quantilwert von 1,00 (ξm = 1,33, v = 0,151). 
 
Bild 5-32:  Vergleich der rechnerischen Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 mit 
9 Versuchen mit ausgelagerten Spanngliedern  
 
Bild 5-33:  Vergleich der rechnerischen Durchstanztragfähigkeit nach DIN 1045-1 in 
Abhängigkeit der angesetzten Spannglieder (links) bzw. unter Ansatz aller 
Spannglieder in Abhängigkeit der Lage der Spannglieder 
Vergleicht man den rechnerischen Vertikalanteil als Differenz der Bruchlast mit dem 
Beton- und Normalspannungsanteil, erkennt man, dass der wirksame Vertikalanteil mit 
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Ausnahme der Versuche von RAMOS größer ist als der in der Bemessung nach 
DIN 1045-1 unterstellte Vertikalanteil (Bild 5-34). Erst bei Ansatz aller Spannglieder 
nähern sich die beiden Werte an. 
 
Bild 5-34:  Vergleich der Vertikalanteile aus Versuchslast und Nachweis nach 
DIN 1045-1 (links: unter Ansatz der Spannglieder im kritischen Rund-
schnitt; rechts: unter Ansatz aller Spannglieder) 
Die in den numerischen Simulationen beobachtete Traglastreduktion mit zunehmen-
dem Abstand der Spannglieder vom Stützenrand ist bei den Versuchsnachrechnungen 
in dieser Form zunächst nicht erkennbar. Deshalb werden abschließend Versuche von 
HASSANZADEH [54] und SILVA [105], bei denen die Spannglieder teilweise außer-
halb des kritischen Rundschnitts nach DIN 1045-1 angeordnet wurden, tabellarisch 
ausgewertet (Tabelle 5-5). Es werden jeweils vergleichbare Versuche ausgewählt, die 
direkt den Einfluss ausgelagerter Spannglieder untersuchten. Aus Tabelle 5-5 wird 
deutlich, dass bei Ansatz aller ausgelagerter Spannglieder bei der Berechnung der 
rechnerischen Tragfähigkeit nach DIN 1045-1 der Verhältniswert VTest/VDIN,gesamt um 
8 % bis 15 % reduziert wird.  
Tabelle 5-5:  Einfluss der Auslagerung von Spanngliedern auf die Durchstanztragfä-
higkeit 
 Versuch Spannglieder Bereich VTest/VDIN VTest/VDIN,gesamt ∆ 
A1 zentriert bis 0,8d 1,31 1,31 1,00 
A2 ausgelagert 0,8d bis 2,2d 1,26 1,16 0,92 
B3 zentriert bis 0,7d 1,40 1,40 1,00 
HASSANZADEH 
[54] 
B4 ausgelagert 1,0d bis 2,1d 1,46 1,24 0,85 
B2 zentriert bis 0,5d 1,29 1,29 1,00 
SILVA [105] 
D3 ausgelagert 1,0d bis 2,0d 1,19 1,12 0,94 
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Die Auswertung der vergleichbaren Versuche zeigt deutlich, dass die Auslagerung von 
Spanngliedern neben die Stütze zu einer Traglastminderung führt. Allerdings ergeben 
sich für die zur Verfügung stehenden Versuche bei einer Auswertung nach 
DIN 1045-1 insgesamt auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse. 
5.5.5 Versuche mit Vorspannung und Durchstanzbewehrung 
Die in der Literatur ausreichend dokumentierten Versuche mit Vorspannung und 
Durchstanzbewehrung ([82], [25], [45]) wurden mit Dübelleisten ausgeführt. Lediglich 
die eigenen Versuche VV 1 bis VV 4 untersuchten Bügel und Doppelkopfanker.  
Ein überwiegender Anteil der Versuche aus der Literatur zeichnet sich durch kurze 
durchstanzbewehrte Bereiche aus, wodurch rechnerisch ein Versagen außerhalb der 
Durchstanzbewehrung maßgebend wird. Darüber hinaus ist die Spanngliedführung in 
den Versuchen von FORTUNATO [45] und CARVALHO [25] im Bereich des kriti-
schen Rundschnitts nach DIN 1045-1 nahezu horizontal, wodurch nur geringe Verti-
kalanteile der Spannglieder in Ansatz gebracht werden. Die in den Versuchen vorgese-
hene Durchstanzbewehrungsmenge ist zudem teilweise erheblich geringer als nach den 
bauaufsichtlichen Zulassungen für Doppelkopfanker oder Dübelleisten erforderlich. 
Während in den Zulassungen mindestens zwei Bewehrungsreihen in einem Bereich 
von maximal 1,125d (Bereich c) anzuordnen sind und nur dieser Bewehrungsquer-
schnitt für die Tragfähigkeit herangezogen wird, wurden diese konstruktiven Regelun-
gen in den oben genannten Versuchen nicht berücksichtigt, wodurch zumeist nur eine 
Bewehrungsreihe in die Auswertung einging. In Kombination mit den geringen Verti-
kalanteilen ergibt sich für diese Versuche rechnerisch ein Stahlversagen mit sehr hohen 
Sicherheiten. Dies ist neben der gewählten Spanngliedführung (nahezu horizontal ex-
zentrisch) zusätzlich auf die Bemessung des Ankerquerschnitts ohne Berücksichtigung 
eines Betontraganteils zurückzuführen. Hierdurch bleibt der Normalspannungsanteil 
bei der Bemessung unberücksichtigt und die Vorspannung geht ausschließlich über den 
Vertikalanteil der geneigten Spannglieder ein.  
Wertet man die Versuche nach DIN 1045-1 aus (Bild 5-35), ergeben sich hohe Werte 
für das Verhältnis (VTest - Vp)/(Vc + Vcp) aus wirksamer Bruchlast und Durchstanztrag-
fähigkeit ohne Durchstanzbewehrung unter Berücksichtigung des Normalspannungsan-
teils. Dieses Verhältnis beschreibt die mögliche Traglaststeigerung infolge Durch-
stanzbewehrung bezogen auf den Betontraganteil. Der Zielwert für die maximale 
Durchstanztragfähigkeit von 1,9 (Dübelleisten und Doppelkopfanker) und 1,5 (Bügel) 
wird von nahezu allen Versuchen erreicht. Hiernach wäre eine Addition aller Tragan-
teile infolge Vorspannung und Durchstanzbewehrung zulässig. Wie die numerischen 
Simulationen gezeigt haben, ermöglichen jedoch auch exzentrisch angeordnete Spann-
glieder, die keinen Vertikalanteil aufweisen, eine Traglaststeigerung. Dieser Anteil 
wird in den Bemessungsgleichungen nach DIN 1045-1 jedoch nicht berücksichtigt. 
Aus diesem Grund sind die hohen ermittelten Verhältniswerte kritisch zu beurteilen, da 
in den Versuchen eine traglaststeigernde Wirkung der geradlinig geführten Vorspan-
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nung wirksam war, die beim Vergleich mit der Bemessungsnorm nicht berücksichtigt 
werden kann. 
 
Bild 5-35:  Traglaststeigerung infolge Durchstanzbewehrung in Abhängigkeit des 
Traganteils der Durchstanzbewehrung in einem Bereich von 1,125d vom 
Stützenrand 
Es wird daher auf Grundlage der eigenen Versuchsergebnisse empfohlen für die ma-
ximale Durchstanztragfähigkeit auf den Ansatz der Normalspannung zu verzichten. 
Der Nachweis außerhalb des durchstanzbewehrten Bereichs darf analog zum Nachweis 
ohne Durchstanzbewehrung unter Berücksichtigung des Übergangs zur Querkrafttrag-
fähigkeit erfolgen, wobei sowohl der im Nachweisschnitt wirksame Vertikalanteil als 
auch der Normalspannungsanteil angesetzt werden darf. Für den Nachweis innerhalb 
der Durchstanzbewehrung ist mit den vorhandenen Versuchen derzeit keine abschlie-
ßende Bewertung möglich. 
5.6 Versuche mit Vorspannung im Bereich von Randstützen 
5.6.1 Allgemeines 
Zur Beurteilung der Durchstanztragfähigkeit von vorgespannten Platten im Bereich 
von Randstützen stehen sechs Versuche ohne Durchstanzbewehrung und ein eigener 
Versuch mit Durchstanzbewehrung zur Verfügung. Aufgrund der geringen Versuchs-
anzahl ist eine systematische Untersuchung der einzelnen Traganteile infolge Vorspan-
nung nicht aussagekräftig. Darüber hinaus ist der Einfluss der Momenten-Querkraft-
Interaktion zu berücksichtigen, der in den Normen und der Literatur sehr unterschied-
lich bestimmt wird. Aus diesem Grund werden in diesem Abschnitt die Ergebnisse der 
eigenen experimentellen und numerischen Untersuchungen kurz zusammengestellt und 
in einer Vergleichsrechnung das Sicherheitsniveau für eine Berechnung nach 
DIN 1045-1 ermittelt. 
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5.6.2 Eigener Durchstanzversuch 
Im Rahmen der Versuchsserie an Randstützen (vgl. Kap. 3) wurde ein Versuch mit 
Bügelbewehrung und Vorspannung RSO8n durchgeführt. Dieser Versuch enthielt die 
gleiche Durchstanzbewehrungsmenge wie der Versuch RSO7n, der innerhalb der 
Durchstanzbewehrung versagte (vgl. Kap. 4.4), und wurde in beiden Richtungen mit 
vier Spanngliedern im Bereich der Stütze vorgespannt. Durch den Einsatz der Vor-
spannung konnte die Tragfähigkeit deutlich gesteigert werden und erreichte ungefähr 
das Niveau des Versuchs RSO6n, der auf Maximaltragfähigkeit ausgelegt war (Bild 
5-36, links). Wie dieser Vergleich mit Versuchen von TUCHLINSKI [110] mit identi-
schen Abmessungen zeigt, ermöglicht der Einsatz einer Vorspannung erwartungsge-
mäß auch bei Randstützen eine Traglaststeigerung in Abhängigkeit der aufgebrachten 
Vorspannung. Allerdings führt erst die Kombination aus Vorspannung und Durch-
stanzbewehrung zu einer größeren Verformungsfähigkeit, so dass von einem Versagen 
mit Vorankündigung ausgegangen werden kann.  
  
Bild 5-36:  Lastverformungskurven der Versuche an Randstützen und Vergleich mit 
Versuchen von TUCHLINSKI [110] 
Die Schubrissbildung des Versuchs RSO8n ist in Bild 5-37 dargestellt. Während senk-
recht zum freien Rand deutlich eine mehrfache Schubrissbildung zwischen den Bügel-
schenkeln zu erkennen ist, bildet sich parallel zum freien Rand ein direkter Versagens-
riss von der Lasteinleitung aus, der auch am freien Rand deutlich sichtbar ist. Die 
Stahldehnungen der Bügelbewehrung blieben unterhalb der Streckgrenze, so dass von 
einem Versagen auf dem Niveau der Maximaltragfähigkeit ausgegangen werden kann. 
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Bild 5-37:  Rissbild im Sägeschnitt senkrecht zum freien Rand (oben) und parallel zum 
freien Rand (unten) 
5.6.3 Versuchsauswertungen 
Für die Auswertung der vorgespannten Versuche im Bereich von Randstützen wurden 
die Versuchsbruchlasten mit den rechnerischen Tragfähigkeiten nach DIN 1045-1 ver-
glichen. Die Beurteilung der rechnerischen Tragfähigkeit erfolgte über das Verhältnis 
ξ = VTest/(VRu,DIN/β + Vp), wobei die Vorspannkräfte im Bruchzustand angesetzt wur-
den. In den Fällen, in denen keine Angaben zum Spannkraftzuwachs im Bruchzustand 
vorlagen, wurden die Vorspannkräfte um 10 % (ohne Durchstanzbewehrung) und 15 % 
(mit Durchstanzbewehrung) erhöht. Die Auswertung erfolgte unter Ansatz der charak-
teristischen Zylinderdruckfestigkeit (fck = fcm,Test - 8) und für den Lasterhöhungsfaktor β 
wurden die Werte nach DIN 1045-1, Heft 525 und TUCHLINSKI untersucht.  
Die Auswertung in Tabelle 5-6 zeigt wie schon bei der Auswertung ohne Vorspannung 
in Kap. 4.4 deutlich die Defizite beim Ansatz eines konstanten Lasterhöhungsfaktors 
nach DIN 1045-1. Für große bezogene Ausmitten wird das erforderliche Sicherheitsni-
veau zum Teil deutlich unterschritten, während für kleine bezogene Ausmitten hohe 
Sicherheiten ausgewiesen werden. Mit dem Lasterhöhungsfaktor nach Heft 525 wer-
den alle Verhältniswerte angehoben, so dass sich für große Ausmitten ausreichende 
und für kleine Ausmitten deutlich auf der sicheren Seite liegende Werte ergeben. Ein 
gleichmäßigeres Sicherheitsniveau wird durch die Anwendung des Ansatzes von 
TUCHLINSKI erreicht.  
parallel senkrecht 
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Die Auswertung lässt vermuten, dass der Einfluss des Lasterhöhungsfaktors größer ist 
als der Einfluss der Vorspannung. Insbesondere für die Versuche von FOUTCH war 
ein höheres Sicherheitsniveau erwartet worden, da die Spannglieder in den beiden Ver-
suchen horizontal über der Stütze verlegt waren (rechnerisch kein Vertikalanteil der 
Spannglieder). Dies führte bei den numerischen Untersuchungen in Kapitel 5.3.2 und 
bei der Auswertung der Versuche im Bereich von Innenstützen (Kapitel 5.5.5) zu er-
höhten Tragfähigkeiten. Allerdings besaßen nur die Spannglieder parallel zum freien 
Rand eine geringe Ausmitte, senkrecht zum freien Rand (in Richtung der Lastausmitte) 
waren die Spannglieder im Bereich des Durchstanzkegels zentrisch in der Platte ange-
ordnet.  
Insgesamt kann festgestellt werden, dass die Bemessung nach DIN 1045-1 für kleine 
bis mittlere bezogene Ausmitten (e/c ≤ 1,2) ausreichend sichere Ergebnisse liefert. Für 
den eigenen Versuch mit Vorspannung und Durchstanzbewehrung wird auch bei Be-
rücksichtigung des Normalspannungsanteils (entgegen der Empfehlung in Heft 525) 
ein ausreichendes Sicherheitsniveau erreicht. Allerdings ist bei der Bewertung dieses 
Ergebnisses zu berücksichtigen, dass die Sicherheit durch die Wahl des Lasterhö-
hungsfaktors und damit von der bezogenen Lastausmitte beeinflusst wird. 
Tabelle 5-6:  Auswertung von Randstützenversuchen mit Vorspannung 
Versuch VTest MTest Vp,DIN (e/c)u βDIN ξDIN βHeft 525 ξHeft525 βTuch ξTuch 
 [kN] [kNm] [kN] [-] [-] [-] [-] [-] [-] [-] 
S21) 83 63 0 2,47 1,40 0,57 3,47 1,41 3,00 1,22 
S41) 113 53 0 1,53 1,40 0,81 2,53 1,46 1,85 1,07 
S12) 180 94 53 2,09 1,40 0,79 3,09 1,35 2,33 1,13 
RSO23) 1002 231 282 0,77 1,40 1,51 1,77 1,72 1,18 1,36 
RSO33) 765 197 179 0,86 1,40 1,29 1,86 1,57 1,18 1,14 
RSO53) 879 192 173 0,71 1,40 1,65 1,71 1,90 1,18 1,47 
RSO8n4) 1039 193 166 0,62 1,40 1,21 1,62 1,36 1,18 1,05 
1)
 Versuche von FOUTCH [46];  2) Versuch von DILGER [35];  3) Versuche von TUCHLINSKI [61];  4) eigener 
Versuch mit Bügelbewehrung, Auswertung für VRd,max und mit Berücksichtigung des Normalspannungsanteils 
5.6.4 Numerische Untersuchungen 
Die durchgeführten numerischen Simulationen [64] untersuchten insbesondere die 
Frage, ob sich die maximale Durchstanztragfähigkeit durch den zusätzlichen Einsatz 
einer Vorspannung steigern lässt. Die maximale Durchstanztragfähigkeit wird durch 
die Tragfähigkeit der hochbeanspruchten Druckzone begrenzt. Durch den zusätzlichen 
Einsatz einer Vorspannung wird zum einen die Druckzone infolge der Drucknormal-
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spannungen beansprucht, gleichzeitig vergrößert sich allerdings auch die Druckzonen-
höhe, so dass ein größerer Querkraftanteil aufgenommen werden kann. Dennoch war 
zu erwarten, dass die Tragfähigkeit nicht unbegrenzt gesteigert werden kann.  
Zur Klärung dieser Fragestellung wurden mehrere Simulationen mit unterschiedlichen 
Durchstanzbewehrungsmengen und Vorspannung durchgeführt. Zunächst wurden die 
Versuche RSO6n (Maximaltragfähigkeit) und RSO8n (Vorspannung und Durchstanz-
bewehrung) nachgerechnet, allerdings mit einer fiktiven Betondruckfestigkeit von 
30 MPa und einer konstanten bezogenen Ausmitte von e/c = 0,50, um ein vorzeitiges 
Versagen der Anschlussbewehrung am Stützenanschnitt sicher ausschließen zu kön-
nen. Zur Bestimmung des Betontraganteils wurde der Versuchskörper RSO6n ein wei-
teres Mal ohne Durchstanzbewehrung simuliert. Es ergab sich dabei ein Wert für den 
Betontraganteil von 635 kN (Bild 5-38). In gleicher Weise wurden die Traganteile in-
folge Vorspannung (242 kN) und Durchstanzbewehrung (150 kN) für den Versuchs-
körper RSO8n bestimmt, indem die Modelle einmal ohne Vorspannung und einmal 
ohne Durchstanzbewehrung simuliert und die erreichte Traglaststeigerung gegenüber 
dem reinen Betontraganteil ermittelt wurde. Tritt kein vorzeitiges Versagen auf, so 
sollte sich die Traglast des Modells aus der Summe der Einzeltraganteile infolge Be-
ton, Durchstanzbewehrung und Vorspannung zusammensetzen. Die Addition der ein-
zelnen Traganteile ergibt für das Modell RSO8n einen Wert von 1027 kN, der sehr gut 
mit der numerisch ermittelten Bruchlast von 1026 kN des Versuchs RSO8n mit Vor-
spannung und Durchstanzbewehrung übereinstimmt. In diesem Fall ist eine uneinge-
schränkte Superposition der einzelnen Traganteile in der Simulation zutreffend. 
Ausgehend von diesen Berechnungen wurde im Versuchskörper RSO8n die Spann-
gliedführung beibehalten und zunächst die Durchstanzbewehrungsmenge erhöht (ent-
sprechend Versuch RSO6n). Dieses Modell erreicht aufgrund der höheren Durchstanz-
bewehrungsmenge in der numerischen Simulation eine Bruchlast von 1118 kN. Eine 
Addition der einzelnen Traganteile ergibt jedoch eine um 7 % größere rechnerische 
Traglast von 1192 kN (Bild 5-38).  
In einem weiteren Schritt wurde in dem Modell mit erhöhter Durchstanzbewehrungs-
menge die Höhe der Vorspannkraft variiert (± 50 %). In Bild 5-38 erkennt man, dass 
mit zunehmender Vorspannung die Differenz zwischen der in der Simulation erreich-
ten Bruchlast und der erwarteten Tragfähigkeit aus der Superposition der Einzeltragan-
teile (Beton-, Bügel- und Vorspannungsanteil) größer wird. Es ist daher zu vermuten, 
dass es eine obere Grenze der maximalen Durchstanztragfähigkeit gibt, die durch zu-
sätzliche Bewehrung oder Vorspannung nicht überschritten werden kann. Die dennoch 
beobachtete Steigerung der Bruchlast bei den Berechnungen mit 100 % und 150 % 
Vorspannung ist vermutlich ausschließlich auf den erhöhten Vertikalanteil der Vor-
spannung zurückzuführen. 
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Bild 5-38:  Ergebnisse der numerischen Untersuchungen 
5.7 Schlussfolgerungen für die Durchstanztragfähigkeit vorgespannter 
Platten 
Die experimentellen und numerischen Untersuchungen zum Einfluss der Vorspannung 
auf den Durchstanzwiderstand haben ergeben, dass mit den Vorgaben in DIN 1045-1 
und Heft 525 ein ausreichendes Sicherheitsniveau erreicht wird. Dennoch deuten ins-
besondere die numerischen Untersuchungen darauf hin, dass die Traglaststeigerung 
infolge Vorspannung entscheidend von der aufgebrachten Plattenkrümmung und nicht 
von einem Vertikalanteil der geneigten Spannglieder abhängt. Allerdings ist die Er-
mittlung der maßgebenden Plattenkrümmung für beliebige Deckensysteme schwierig 
und in der Bemessungspraxis zu aufwändig. Um den Einfluss der Vorspannung auf 
den Durchstanzwiderstand genauer erfassen zu können, sind insbesondere Versuche 
mit einer horizontalen, exzentrischen Spanngliedführung erforderlich. Diese Spann-
gliedanordnung führte in den numerischen Simulationen im Vergleich zu zentrisch 
vorgespannten Modellen zu einer Traglaststeigerung, die nicht durch einen Vertikalan-
teil geneigter Spannglieder beschrieben werden kann. 
Zur Überprüfung des maximalen Durchstanzwiderstandes vorgespannter Flachdecken 
stehen ausschließlich die eigenen Versuche zur Verfügung. Diese belegen, dass eine 
Traglaststeigerung infolge Vorspannung über das Niveau von Platten ohne Vorspan-
nung hinaus möglich ist. Allerdings ist eine uneingeschränkte Addition der Traganteile 
aus Beton, Durchstanzbewehrung und Vorspannung (Vertikal- und Normalspannungs-
anteil) nicht möglich. Dieses Ergebnis wird durch die numerischen Untersuchungen im 
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Bereich von Randstützen bestätigt. Die Regelung nach Heft 525, wonach der Normal-
spannungsanteil für vorgespannte Platten mit Durchstanzbewehrung vernachlässigt 
werden soll, führt zu sicheren Ergebnissen. Eine teilweise Berücksichtigung des Nor-
malspannungsanteils erscheint aufgrund der Versuchsergebnisse möglich, die zulässige 
Größe kann anhand der vorliegenden Versuche jedoch nicht abschließend geklärt wer-
den.  
Die eigenen Versuche belegen zudem, dass in durchstanzbewehrten Platten auch 
Spannglieder außerhalb des kritischen Rundschnitts zu einer Traglaststeigerung führen 
(Versuch VV 2). Eine Ermittlung der Spanngliedneigung im Bereich des kritischen 
Rundschnitts ist für diese Fälle nicht möglich und nicht sinnvoll. Die Quantifizierung 
dieser Tragreserve sollte Gegenstand zukünftiger Untersuchungen sein, um den wirt-
schaftlichen Einsatz der Vorspannung zu ermöglichen. 
 
 
198 
6 Zusammenstellung der Bemessungsgleichungen 
6.1 Allgemeines 
In diesem Abschnitt werden die Bemessungsgleichungen für die unterschiedlichen 
Bewehrungssysteme für eine Anwendung in Deutschland zur besseren Übersicht 
nochmals zusammengestellt. Der Nachweis außerhalb der Durchstanzbewehrung ist 
unabhängig von der gewählten Durchstanzbewehrung und wird deshalb nicht angege-
ben.  
6.2 Bügel 
Die Bemessung von Bügeln als Durchstanzbewehrung wird in Deutschland in 
DIN 1045-1 und in Europa in Eurocode 2 bzw. den entsprechenden Nationalen An-
hängen geregelt.  
DIN 1045-1: 
Die maximale Durchstanztragfähigkeit wird als Vielfaches der Tragfähigkeit ohne 
Durchstanzbewehrung im kritischen Rundschnitt im Abstand 1,5d vom Rand der Last-
einleitungsfläche ermittelt (vgl. Kapitel 2.6). 
,max ,1,5Rd Rd ctV V= ⋅  (6-1) 
mit der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung: 
( )1/3
,
0,21 100 0,12Rd ct l ck cd crit
c
V f d u = ⋅ κ ⋅ ⋅ρ ⋅ − ⋅σ ⋅ ⋅ γ 
 (6-2) 
Die Bemessung der Durchstanzbewehrung erfolgt in Anlehnung an eine Schubkraftde-
ckungslinie und unterscheidet zwischen der ersten Bewehrungsreihe in einem Abstand 
von 0,5d vom Rand der Lasteinleitungsfläche und den weiteren Bewehrungsreihen in 
einem Abstand von bis zu 0,75d untereinander. 
, , 0,5
0,5
s sw yd
Rd sy Rd c d
d
A f
V v u
u
 κ ⋅ ⋅
= + ⋅  
 
       für die 1. Bewehrungsreihe (6-3) 
, ,
s sw yd
Rd sy Rd c
w
A f d
V v u
u s
κ ⋅ ⋅ ⋅ 
= + ⋅ 
⋅ 
       für die weiteren Bewehrungsreihen (6-4) 
 
199 
Eurocode 2: 
Für die Bemessung nach Eurocode 2 in Deutschland werden die Vorschläge für die 
Anpassungen im Nationalen Anwendungsdokument angegeben.  
Der maximale Durchstanzwiderstand wird direkt am Rand der Lasteinleitungsfläche 
bestimmt. 
,max , 0
0
11Rd Rd c
dV v u d
u
= ⋅ ⋅ ⋅ ⋅  (6-5) 
Da diese Formulierung aufgrund der Rundschnittführung am Stützenrand nicht optimal 
ist, sollte der Nachweisschnitt angepasst werden. Für den Nachweis im kritischen 
Rundschnitt (2,0d vom Stützenrand) ergibt sich der maximale Durchstanzwiderstand 
dann zu: 
,max , 11,4Rd Rd cV v u d= ⋅ ⋅ ⋅  (6-6) 
Für die Ermittlung der Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung wird die Ursprungs-
gleichung aus Eurocode 2 verwendet, die ein 33°-Fachwerk mit einem zusätzlichen 
Betontraganteil für die Berechnung unterstellt und keine Abstufung der Durchstanz-
bewehrung im Durchstanzbereich vorsieht.  
,
, , 1
1
0,75 1,5 sinsw ywd efRd cs Rd c
r
A fdV v u d
s u d
⋅ 
= ⋅ + ⋅ ⋅ ⋅ α ⋅ ⋅ 
⋅ 
 (6-7) 
Um das in Deutschland gewünschte Sicherheitsniveau zu erreichen, ist die Beweh-
rungsmenge in den ersten beiden Bewehrungsreihen zu erhöhen. 
1. Bewehrungsreihe: 2,5 
 2. Bewehrungsreihe: 1,4 
 
6.3 Doppelkopfanker 
Die Durchstanzbemessung von Doppelkopfankern in Deutschland nach DIN 1045-1 
basiert auf dem Bemessungskonzept der bauaufsichtlichen Zulassungen. Hiernach er-
möglicht der Einsatz von Doppelkopfankern im Durchstanzbereich eine gegenüber 
Bügeln erhöhte maximale Durchstanztragfähigkeit (vgl. Kapitel 4.5). 
,max ,1,9Rd Rd ctV V= ⋅  (6-8) 
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Die Tragfähigkeit der Durchstanzbewehrung wird durch die Durchstanzbewehrungs-
menge im Bereich c (vom Stützenrand bis zu einem Abstand von 1,125d) beschrieben 
und berücksichtigt keinen Betontraganteil.  
ydis
cc
syRd fA
nmV ⋅⋅⋅=
,, η
 (6-9) 
 mc Anzahl der Anker auf einer Elementreihe im Bereich c 
 nc Anzahl der Elementreihen im Bereich c 
 
mm800für6,1
mm200für0,1
≥
≤
=
d
dη  Faktor zur Berücksichtigung der Plattendicke  
 As,i Querschnittsfläche eines Doppelkopfankers 
 
6.4 Gitterträger KTS / EQ 
Aufgrund der geringen Anzahl an experimentellen Untersuchungen ist der Einsatz von 
herkömmlichen Gitterträgern im Durchstanzbereich eingeschränkt und mit zusätzli-
chen konstruktiven Regelungen verbunden (vgl. Kapitel 2.3). Der maximale Durch-
stanzwiderstand der Zulassung nach DIN 1045-1 erreicht nicht die Tragfähigkeit einer 
Bügelbewehrung. 
,max ,1,25Rd Rd ctV V= ⋅  (6-10) 
Die Tragfähigkeit der Gitterträger als Durchstanzbewehrung ermittelt sich in den 
Rundschnitten nach DIN 1045-1 aus einem Betontraganteil des untersuchten Rund-
schnitts und einem Stahltraganteil der Gitterträgerstäbe, deren Schwerpunkte sich in 
unmittelbarer Nähe zum Nachweisschnitt befinden (Abstand maximal 0,2d). Die Ef-
fektivität der Gitterträgerstäbe ist von der Lage und der Neigung abhängig (vgl. Tabel-
le 4-4). Insbesondere Diagonalstäbe, die senkrecht zur Lastrichtung angeordnet sind, 
dürfen nicht in Rechnung gestellt werden. 
, ,
eff yd
Rd sy Rd c
A f
V v u
u
⋅ 
= + ⋅ 
 
  (6-11) 
 
6.5 Gitterträger KTP 
Die durchgeführten experimentellen Untersuchungen belegen für die optimierte Gitter-
trägergeometrie eine gegenüber herkömmlichen Gitterträgern erhöhte maximale 
Durchstanztragfähigkeit. Zusätzlich dürfen zwei Lagen der Biegezugbewehrung voll-
ständig auf den Gitterträgerobergurten gestapelt und in dünnen Platten die Abstandsre-
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geln nach DIN 1045-1 überschritten werden. Die maximale Durchstanztragfähigkeit 
der KTP-Gitterträger übersteigt die Tragfähigkeit einer Bügelbewehrung. 
,max ,1,6Rd Rd ctV V= ⋅  (6-12) 
Aufgrund der parallelen Ausrichtung der Gitterträger verbunden mit einer stark unter-
schiedlichen Tragfähigkeit parallel und senkrecht zur Gitterträgerachse ist eine ge-
trennte Ermittlung der Durchstanztragfähigkeit für eine Anordnung parallel und senk-
recht zur Lastrichtung erforderlich. Die Durchstanztragfähigkeit setzt sich dabei aus 
einem Betontraganteil in einem Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Stützenrand und 
einem Stahltraganteil zusammen. Für den Stahltraganteil dürfen alle Gitterträgerstäbe 
angesetzt werden, deren Schwerpunkte bis zu einem Abstand von 1,0d vom Stützen-
rand liegen. In Anlehnung an eine sektorweise Betrachtung wird die Durchstanztragfä-
higkeit getrennt für die parallel und senkrecht zur Lastrichtung angeordneten Gitterträ-
ger ermittelt. Die kleinere Tragfähigkeit ist maßgebend. Die Effektivität der einzelnen 
Gitterträgerstäbe ist wie bei den herkömmlichen Gitterträgern von der Lage und Nei-
gung abhängig, mit der Ausnahme, dass auch die geneigten Gitterträgerstäbe senkrecht 
zur Lastrichtung in Ansatz gebracht werden dürfen (vgl. Kapitel 4.6). 
( ), , 0,5 , ,tan0,75 2 min ;Rd sy Rd c d eff rad yd eff ydV v u A f A f= ⋅ ⋅ + ⋅ ⋅ ⋅  (6-13) 
Für die Bemessung der weiter entfernt angeordneten Gitterträger darf der Nachweis 
analog zu den KTS- bzw. EQ-Gitterträgern in den Rundschnitten nach DIN 1045-1 
geführt werden. 
 
6.6 Gitterträger FDB 
Die verbesserte Verankerungsqualität der FDB-Gitterträger ermöglicht eine erhöhte 
maximale Durchstanztragfähigkeit. 
,max ,1,7Rd Rd ctV V= ⋅  (6-14) 
Die gesamte einwirkende Stützenkraft ist vom Bewehrungsquerschnitt der FDB-
Gitterträger innerhalb eines Bereichs von 1,0d um die Stütze aufzunehmen, ein Beton-
traganteil wird nicht in Rechnung gestellt. Die Effektivität der Gitterträgerstäbe ist 
wiederum von der Lage und Neigung abhängig (vgl. Kapitel 4.6). 
,Rd sy eff ydV A f= ⋅   (6-15) 
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6.7 Stahlbleche 
Die experimentellen Untersuchungen belegen für die Durchstanzbewehrung aus Stahl-
blechen und Bügeln eine hohe maximale Durchstanztragfähigkeit. Die erreichbaren 
Tragfähigkeiten sind abhängig von der Blechdicke, der Bügelanzahl je Stahlblech und 
dem Durchmesser der Längsstäbe (Vgl. Kapitel 4.7). Für Bleche mit einer Dicke von 
t = 5 mm, zwei Bügeln Ø 6 mm je Blech und zwei Längsstäben Ø 12 mm ergibt sich 
die maximale Durchstanztragfähigkeit zu: 
,max ,2,0Rd Rd ctV V= ⋅  (6-16) 
Für andere Kombinationen ergeben sich geringere Traglaststeigerungen von 50 % bis 
70 % gegenüber einer Platte ohne Durchstanzbewehrung (vgl. Kapitel 4.7, Bild 4-36). 
Die Durchstanztragfähigkeit der Stahlbleche wird in den Nachweisschnitten nach 
DIN 1045-1 ermittelt und setzt sich aus einem Betontraganteil und einem Stahltragan-
teil zusammen. Im Vergleich zu einer Bügelbewehrung kann in den ersten beiden 
Nachweisschnitten aufgrund der besseren Verankerungsqualität ein erhöhter Beton-
traganteil aktiviert werden (Beiwert k1). Die Tragfähigkeit wird maßgebend von der 
Verankerungsqualität bestimmt und ist daher von der Blechstärke, Bügelanzahl und 
dem Durchmesser der Längsstäbe abhängig. Dieser Einfluss wird über den Beiwert k2 
berücksichtigt. 
BlecheydBügelsBügelictRdBlecheLsyRd nfAknuvkV ⋅⋅⋅⋅⋅+⋅⋅=− ,2,1,, 2  (6-17) 
mit 
 k1 = 1,70 für den Rundschnitt im Abstand 0,5d vom Stützenrand 
 k1 = 1,35 für den Rundschnitt im Abstand 1,25d vom Stützenrand 
 k1 = 1,0 für Rundschnitte im Abstand ≥ 2,0d vom Stützenrand 
 k2 = 0,8 für t = 5 mm und 2Ø 12 mm 
 k2 = 0,7 für t = 5 mm und 2Ø 10 mm sowie t = 3 mm und 2Ø 12 mm 
 k2 = 0,5 für t = 3 mm und 2Ø 10 mm 
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7 Zusammenfassung und Ausblick 
Der Wettbewerb zwischen den Bauarten führt im modernen Hochbau zu immer 
schlankeren Deckenkonstruktionen. Hierdurch erhöhen sich die Beanspruchungen im 
Durchstanzbereich von Flachdecken, so dass der Einsatz einer Durchstanzbewehrung 
erforderlich wird. Ein wesentliches Entscheidungskriterium für ein Durchstanzbeweh-
rungssystem stellt dabei häufig die erreichbare Traglaststeigerung dar. Während die 
Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung inzwischen ausgiebig untersucht 
wurde und über die maßgebenden Einflussfaktoren im Wesentlichen Einigkeit besteht, 
wird die maximale Durchstanztragfähigkeit in internationalen Normen unterschiedlich 
bewertet. Zudem führt die Begrenzung der Deckendurchbiegung in schlanken Flachde-
cken zunehmend zum Einsatz einer Vorspannung. 
Ein Überblick zum Stand der Kenntnisse wird in Kapitel 2 gegeben. Dazu wurden zu-
nächst die maßgebenden Einflussfaktoren auf die Durchstanztragfähigkeit ohne Durch-
stanzbewehrung zusammengestellt. Neuere mechanische Modelle führen die Durch-
stanztragfähigkeit auf eine ertragbare Plattenrotation bzw. eine maximale Betonstau-
chung am Stützenanschnitt zurück. Die empirischen Ansätze internationaler Normen 
beschreiben hingegen die maximale Durchstanztragfähigkeit entweder als ein Vielfa-
ches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbewehrung (z.B. DIN 1045-1) oder 
in Analogie zur Druckstrebentragfähigkeit von Balken (z.B. Eurocode 2). Hieraus er-
geben sich deutliche Unterschiede in den Tragfähigkeiten. Zum kombinierten Einsatz 
einer Durchstanzbewehrung mit Vorspannung werden in der Regel keine Angaben 
gemacht, so dass der Forschungsbedarf dieser Arbeit wie folgt festgestellt werden 
konnte: 
• Ist in Flachdecken ein Versagen vergleichbar dem Druckstrebenversagen bei 
Balken möglich? 
• Wie sind optimierte Durchstanzbewehrungssysteme in Bezug auf die Veranker-
ungsqualität und die zu erreichende maximale Durchstanztragfähigkeit einzu-
stufen? 
• Gibt es eine obere Grenze für die maximale Durchstanztragfähigkeit und wie ist 
der kombinierte Einsatz von Durchstanzbewehrung und Vorspannung zu bewer-
ten? 
• Ist eine Übertragung der Ergebnisse im Bereich von Innenstützen auf Rand- und 
Eckstützen ohne weiteres möglich? 
Zur Klärung dieser Fragestellungen wurden insgesamt 21 Durchstanzversuche an In-
nen- und Randstützen mit und ohne Vorspannung sowie einer Durchstanzbewehrung 
aus Bügeln, Gitterträgern, Doppelkopfankern, Stahlblechen und Stahleinbauteilen 
durchgeführt. Die eigenen Versuche wurden in Kapitel 3 beschrieben und versagten 
überwiegend auf dem Niveau der maximalen Durchstanztragfähigkeit. Insbesondere 
die Versuche zum kombinierten Einsatz von Durchstanzbewehrung und Vorspannung 
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im Bereich von Innen- und Randstützen untersuchten erstmals die Auswirkungen auf 
den maximalen Durchstanzwiderstand. 
In Kapitel 4 wurde das Durchstanztragverhalten unterschiedlicher Durchstanzbeweh-
rungssysteme anhand der eigenen und Versuchen aus der Literatur näher betrachtet. 
Hierbei konnte unter anderem festgestellt werden, dass die Beschreibung des maxima-
len Durchstanzwiderstandes in Analogie zur Druckstrebentragfähigkeit für eine Bügel-
bewehrung keine zutreffenden Ergebnisse liefert, da bereichsweise deutlich zu hohe 
Tragfähigkeiten ausgewiesen werden. Die Auswertung von Versuchen mit optimierten 
Durchstanzbewehrungssystemen ergab zudem, dass in Abhängigkeit der geometrischen 
Verhältnisse auch deutlich über der Druckstrebentragfähigkeit liegende Traglasten er-
reicht werden können. Zutreffender ist daher eine Beschreibung der maximalen Durch-
stanztragfähigkeit als ein Vielfaches der Durchstanztragfähigkeit ohne Durchstanzbe-
wehrung. Die Verankerungsqualität der verwendeten Durchstanzbewehrung stellt ins-
besondere in dünnen Platten einen wesentlichen Einflussfaktor für die Tragfähigkeit 
dar und kann durch unterschiedliche Vorfaktoren berücksichtigt werden. Mit zuneh-
mender Plattendicke nimmt der Einfluss der Verankerungsqualität ab und es können 
teilweise deutlich höhere Tragfähigkeiten erreicht werden wie die Versuche mit 
400 mm Plattendicke und einer Durchstanzbewehrung aus Gitterträgern bzw. Stahlble-
chen belegen. Dieser Einfluss kann jedoch durch einen konstanten Vorfaktor nicht be-
rücksichtigt werden.  
Für die neu entwickelten Durchstanzbewehrungssysteme aus KTP-Gitterträgern und 
Stahlblechen wurden vollständige Bemessungskonzepte abgeleitet. Hierbei wurden die 
besonderen Eigenschaften und konstruktiven Randbedingungen der Bewehrungssys-
teme explizit in den Bemessungsgleichungen berücksichtigt. Die parallele Anordnung 
der Gitterträger erfordert eine getrennte Betrachtung der Tragfähigkeiten für eine Be-
lastung parallel und senkrecht zur Gitterträgerachse. Für die Durchstanzbewehrung aus 
Stahlblechen konnte ein gegenüber Bügeln nach DIN 1045-1 erhöhter Betontraganteil 
nachgewiesen werden. Die zutreffende Beschreibung der Durchstanztragfähigkeit 
konnte bereits in weiteren Versuchen bestätigt werden. 
Die Modellvorstellung, dass durch eine erhöhte Durchstanzbewehrungsmenge in un-
mittelbarer Stützennähe die Schubrissbreiten und die Plattenrotation begrenzt werden 
können und dadurch die Tragfähigkeit gesteigert werden kann, lässt sich anhand der 
vorliegenden Versuche nur teilweise belegen. Insbesondere für Versuche mit Bügeln 
als Durchstanzbewehrung ergibt sich keine signifikante Abhängigkeit. Dies lässt sich 
vor allem auf die starke Abhängigkeit der Effektivität der Bügelbewehrung von der 
konstruktiven Durchbildung und der Datenbasis mit überwiegend geringen Plattendi-
cken zurückzuführen. Demgegenüber ergibt sich für Versuche mit Doppelkopfankern 
und Stahlblechen eine deutliche Abhängigkeit der Traglaststeigerung von der Beweh-
rungsmenge. Eine obere Grenze der Tragfähigkeit konnte für diese beiden Beweh-
rungssysteme anhand der Datenbasis nicht ermittelt werden, dennoch ist zu erwarten, 
dass auch bei einer deutlichen Erhöhung der Durchstanzbewehrungsmenge eine maxi-
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male Durchstanztragfähigkeit existiert. Inwieweit die Ausnutzung bzw. Erreichung 
einer solchen oberen Tragfähigkeitsgrenze wirtschaftlich sinnvoll ist, erscheint zumin-
dest fraglich. 
Die experimentellen und numerischen Untersuchungen zur Durchstanztragfähigkeit im 
Bereich von Randstützen ergaben vergleichbare Abhängigkeiten für Versuche ohne 
und mit Durchstanzbewehrung. Die ungleichmäßige Querkraftverteilung infolge der 
Momenten-Querkraft-Interaktion stellt dabei den wesentlichen Einflussfaktor auf die 
Durchstanztragfähigkeit dar und kann durch die bezogene Ausmitte e/c beschrieben 
werden. Die Auswertung von Versuchen ergab, dass eine zufriedenstellende Traglast-
ermittlung nur erreicht werden kann, wenn eine explizite Berücksichtigung der Mo-
mentenbeanspruchung im Lasterhöhungsfaktor erfolgt. Die konstanten Faktoren in 
DIN 1045-1 sind nur für kleine bezogene Lastausmitten geeignet und der Ansatz nach 
Heft 525 des DAfStb ermittelt deutlich auf der sicheren Seite liegende Ergebnisse. 
Darüber hinaus belegen die numerischen Untersuchungen zu Randstützenversuchen, 
dass durch die stärkere Rissbildung in durchstanzbewehrten Platten keine ausgeprägte 
Lastumlagerung zu erwarten ist und somit eine Reduktion der Lasterhöhungsfaktoren 
nicht möglich ist. 
Der Einfluss einer Vorspannung auf die Durchstanztragfähigkeit wurde in Kapitel 5 
numerisch und experimentell untersucht. Während die experimentellen Untersuchun-
gen den Einfluss der Vorspannung auf den maximalen Durchstanzwiderstand ermittel-
ten, befassten sich die numerischen Simulationen mit dem Einfluss der Spanngliedfüh-
rung und der Lage der Spannglieder. Die Auswertung der Versuche ohne Durchstanz-
bewehrung nach DIN 1045-1 ergab ein ausreichendes Sicherheitsniveau, so dass die 
Bemessungspraxis unter Ansatz des Normalspannungsanteils und des Vertikalanteils 
im kritischen Rundschnitt zulässig ist. Allerdings konnte in den numerischen Simulati-
onen festgestellt werden, dass für unterschiedliche Spanngliedführungen eine einheitli-
che Beschreibung der ermittelten Tragfähigkeiten durch den Vertikalanteil in einem 
festgelegten Rundschnitt nicht möglich ist. Vielmehr ergab sich eine Abhängigkeit der 
Durchstanztragfähigkeit von der infolge Vorspannung aufgebrachten Plattenkrüm-
mung. Dieser Zusammenhang bestätigte sich bei der Auswertung der Versuchsdaten-
bank. Allerdings ist die Ermittlung der Plattenkrümmung für beliebige Deckensysteme 
in der Bemessungspraxis zu aufwändig, so dass empfohlen wird den Einfluss der Vor-
spannung bis auf weiteres über den Vertikalanteil und den Normalspannungsanteil zu 
berücksichtigen.  
Die experimentellen Untersuchungen ergaben, dass die maximale Durchstanztragfä-
higkeit durch den Einsatz einer Vorspannung weiter gesteigert werden kann. Aller-
dings zeigte sich, dass eine uneingeschränkte Superposition aller Traganteile nicht in 
allen Fällen zulässig ist, so dass empfohlen wird auch weiterhin auf den vollen Ansatz 
des Normalspannungsanteils bei der Ermittlung der maximalen Durchstanztragfähig-
keit entsprechend Heft 525 zu verzichten. Die Auswertung der eigenen Versuche er-
gab, dass in Abhängigkeit des Durchstanzbewehrungssystems eine Berücksichtigung 
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von etwa 50 % des Normalspannungsanteils möglich ist. Hierzu sollten jedoch noch 
weitere Untersuchungen durchgeführt werden, um den zulässigen Anteil genauer 
bestimmen zu können und dadurch einen wirtschaftlichen Einsatz der Vorspannung zu 
ermöglichen. 
Um den Einfluss der Vorspannung auf den Durchstanzwiderstand mechanisch zutref-
fender beschreiben zu können, ist insbesondere die Traglaststeigerung durch horizonta-
le, exzentrische Spannglieder experimentell zu untersuchen. Darauf aufbauende nume-
rische Untersuchungen könnten dann ein für die Bemessungspraxis geeignetes Verfah-
ren entwickeln. 
Die eigenen Versuche belegen, dass durch den Einsatz einer Vorspannung die Tragfä-
higkeit durchstanzbewehrter Platten gesteigert werden kann. Allerdings bleibt bisher 
ungeklärt inwiefern die Vorspannung bei der Bemessung der erforderlichen Durch-
stanzbewehrungsmenge berücksichtigt werden darf. Hierzu sind Versuche mit einem 
rechnerischen Stahlversagen notwendig. Zur Beurteilung des Betontraganteils sind 
Versuche mit einer zentrischen Spanngliedführung zweckmäßig, wobei auf eine mög-
lichst gleichmäßige Verteilung der Spannglieder geachtet werden sollte, um Span-
nungskonzentrationen im Durchstanzbereich zu minimieren. In einem weiteren Schritt 
kann dann der Einfluss des Vertikalanteils genauer betrachtet werden, indem die 
Spanngliedführung (definierte Lage des Wendepunktes) variiert wird. Der Einsatz von 
Doppelkopfankern ermöglicht die Ausnutzung der vollen Tragkapazität unabhängig 
von der untersuchten Plattendicke. Allerdings beinhaltet das Bemessungskonzept bis-
her keinen Betontraganteil und keine Abstufung der Durchstanzbewehrung, so dass der 
Einfluss des Normalspannungsanteils ggf. über einen zusätzlichen Term erfolgen 
muss.  
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